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Unter Kavitation1 versteht man die Verdampfung einer Flu¨ssigkeit infolge einer Druck-
absenkung ohne a¨ußere Wa¨rmezufuhr2. Fa¨llt der statische Druck in einer Stro¨mung lokal
unter einen kritischen Druck pkrit, so wird ein Teil der Flu¨ssigkeit verdampft, und es bil-
den sich dampfgefu¨llte Hohlra¨ume (Blasen), die mit der Stro¨mung transportiert werden.
Gelangen die Dampfblasen wieder in ein Gebiet, in dem der Druck u¨ber dem Sa¨ttigungs-
dampfdruck liegt, so kondensiert der Dampf schlagartig, und die Blasen implodieren. Der
Kavitationsvorgang wird stark von der Dynamik, mit der die Druckabsenkung und der
nachfolgende Druckanstieg stattﬁnden, bestimmt. Der kritische Druck pkrit, bei dem die
Verdampfung einsetzt, ha¨ngt neben dieser Dynamik vor allem von dem Sa¨ttigungsdampf-
druck des Fluids und der Fluidqualita¨t ab. Verunreinigungen mit Fremdpartikeln, gelo¨-
ste und ungelo¨ste Gase bilden Sto¨rstellen im Fluid (auch Kavitationskeime genannt), die
mit ihrer freien Oberﬂa¨che als Ausgangspunkt fu¨r die Verdampfung dienen (heterogene
Verdampfung). Fehlen diese Sto¨rstellen, kann die Flu¨ssigkeit sehr hohe Zugspannungen3
aufnehmen, ohne daß eine Verdampfung auftritt.
Neben der oben beschriebenen Dampfkavitation treten bei einer Druckabsenkung auch
die sogenannte Gaskavitation und die Pseudokavitation auf. Bei der Pseudokavitation han-
delt es sich um eine Aufweitung des im Wasser beﬁndlichen ungelo¨sten Gases infolge der
Druckabsenkung, wohingegen bei der Gaskavitation das im Wasser gelo¨ste Gas entspre-
chend des jeweiligen Sa¨ttigungsgrads ausdiﬀundiert. Diese Kavitationsarten treten bei je-
dem Druck auf und fu¨hren ebenfalls zu Hohlra¨umen im Fluid. Verglichen mit der Dampf-
kavitation und der Pseudokavitation handelt es sich bei der Gaskavitation um einen sehr
langsamen Vorgang. Im allgemeinen treten alle drei Kavitationsformen gleichzeitig auf und
beeinﬂussen sich gegenseitig.
Kavitationserscheinungen sind in einer Vielzahl von hydraulischen Maschinen und An-
lagen wie z.B. Pumpen, Turbinen, Schiﬀspropellern und Einspritzdu¨sen zu beobachten. Bei
Kreiselpumpen tritt Kavitation bevorzugt an den Schaufeln des rotierenden Laufrads auf.
1Der Begriﬀ Kavitation (lat. cavus = hohl) wurde 1898 das erste Mal erwa¨hnt und geht auf einen Vorschlag
von R.E. Froude zuru¨ck [96].
2Im Unterschied zum Sieden einer Flu¨ssigkeit, bei dem die Verdampfung durch die a¨ußere Wa¨rmezufuhr
dominiert wird.
3Theoretisch ko¨nnen bis zu 1000 bar Zugspannungen auftreten. In der Realita¨t wurden in sehr reinem
Wasser Zugspannungen von bis zu 250 bar gemessen [44].
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Wegen der dort herrschenden hohen Geschwindigkeiten sinkt der statische Druck ab, was
zur Unterschreitung des kritischen Drucks pkrit fu¨hrt. Abbildung 1.1 zeigt ein typisches
Beispiel fu¨r ein Kavitationsgebiet in einer radialen Kreiselpumpe. Auf der Saugseite der
Pumpenschaufel in der Na¨he der Proﬁlvorderkante verdampft das Wasser in großen Blasen,
die stromabwa¨rts transportiert werden und dort implodieren. Bei der Implosion brechen
diese Blasen in viele fein verteilte kleine Blasen auf (weißes Gebiet in Abb. 1.1), bevor sie
verschwinden. Durch die Dampfbildung und die nachfolgende Implosion der Dampfblasen
wird die Stro¨mung stark gesto¨rt und ein Teil des Durchﬂußquerschnitts versperrt. Dies





Abbildung 1.1: Kavitierende Stro¨mung in einer Kreiselpumpe (Aufnahme: A. Dreiß, Pﬂeiderer-
Institut Braunschweig [23]).
Von großer technischer Bedeutung ist die mit Kavitation einhergehende Materialzersto¨rung
im Bereich des Blasenzusammenfalls (Kavitationserosion). Wegen der schlagartig einset-
zenden Kondensation des Dampfes entsteht in der Blase ein Unterdruck, durch den die
umgebende Flu¨ssigkeit stark in Richtung Blaseninneres beschleunigt wird. Findet der Bla-
senkollaps in unmittelbarer Wandna¨he statt, so implodiert die Blase aufgrund der von der
Wand verursachten Sto¨rung asymmetrisch, und es bildet sich ein auf die Wand gerichteter
scharfer Flu¨ssigkeitsstrahl, auch
”
micro-jet“ genannt [34]. Durch das Aufschlagen der Flu¨s-
sigkeit auf die Wand wird der Werkstoﬀ an dieser Stelle mechanisch stark beansprucht.
Durch Kerben, Bearbeitungsunebenheiten oder andere kleine Vertiefungen wird die o¨rt-
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liche Auftreﬀgeschwindigkeit des Wassers noch gesteigert und die zersto¨rende Wirkung
vergro¨ßert [61]. Dies kann zur vollsta¨ndigen Zersto¨rung des hydraulischen Bauteils fu¨hren.
Zur Vermeidung der von Kavitation verursachten Materialerosion bzw. des Fo¨rder-
ho¨henabfalls und des Wirkungsgradverlusts wird bei der Auslegung von Kreiselpumpen ver-
sucht, das Ausmaß der Kavitation mo¨glichst klein zu halten. Dies steht jedoch in Konﬂikt
mit dem Bestreben, aus Gru¨nden der Wirtschaftlichkeit bei mo¨glichst geringem Bauauf-
wand und kleinen Abmessungen immer gro¨ßere Leistungen umzusetzen, was sich nur durch
eine Drehzahlerho¨hung realisieren la¨ßt. Eine Drehzahlerho¨hung bedeutet jedoch auch eine
Erho¨hung sowohl der Umfangsgeschwindigkeiten als auch der Durchtrittsgeschwindigkeiten
in der Pumpe und somit auch eine erho¨hte Kavitationsanfa¨lligkeit. Fu¨r eine vollsta¨ndige
Vermeidung von Kavitation ist dann eine sehr hohe Zulaufho¨he notwendig. Dies ist jedoch
ha¨uﬁg technisch nicht mo¨glich oder wu¨rde zu einem wirtschaftlich nicht mehr tragbaren
Aufwand fu¨hren, so daß Kreiselpumpen ha¨uﬁg mit einem begrenzten Maß an Kavitation
betrieben werden. Da die Diﬀerenz im Zulaufdruck zwischen beginnender Kavitation und
voll ausgebildeter Kavitation recht groß ist, ist dies in den meisten Fa¨llen auch auf Dauer
mo¨glich.
1.2 Zielsetzung und Vorgehensweise
Ziel der vorliegenden Arbeit ist die Untersuchung von ausgebildeter Kavitation in Krei-
selpumpen. Dazu werden numerische Simulationen durchgefu¨hrt. Numerische Simulatio-
nen haben gegenu¨ber experimentellen Untersuchungen den Vorteil, daß sie viele Details
der Stro¨mung liefern, die meßtechnisch entweder gar nicht oder nur mit hohem Aufwand
erfaßbar sind. Dies ist bei Kreiselpumpen von besonderer Bedeutung, da Messungen im
Laufschaufelkanal aufgrund der Rotation mit besonderen Schwierigkeiten verbunden sind.
Bei der den Untersuchungen zugrundeliegenden Kreiselpumpe handelt es sich um eine
Kreiselpumpe rein radialer Bauart mit einer speziﬁschen Drehzahl von nq = 18. Die rein
radiale Bauweise erlaubt es, zweidimensionale Berechnungen durchzufu¨hren. Diese Pumpe
wurde bereits am Pﬂeiderer Institut in Braunschweig im Rahmen einer Dissertation [23] bei
unterschiedlichen Kavitationszusta¨nden experimentell untersucht, so daß die Berechnungs-
ergebnisse mit experimentellen Daten verglichen werden ko¨nnen. Es wird erwartet, daß
die Berechnungsergebnisse, besonders was die Informationen bezu¨glich des Stro¨mungsfelds
angeht, die nicht aus dem Experiment vorhanden sind, ein deutlich besseres Versta¨ndnis
der in Pumpen auftretenden Kavitationsvorga¨nge ermo¨glichen. Dies betriﬀt vor allem die
Auswirkung der Kavitation auf die Schaufelumstro¨mung und damit verbunden ihre Aus-
wirkung auf Fo¨rderho¨he und Wirkungsgrad.
Fu¨r die numerischen Simulationen wird das kommerzielle CFD (computational ﬂuid
dynamics) Programm STAR-CD4 verwendet. Die Wahl eines kommerziellen Programms
erfolgte aufgrund der hohen Anforderungen, die die numerische Simulation von Laufrad-
stro¨mungen an den Grundcode stellt. In STAR-CD ist bereits ein Kavitationsmodell imple-
mentiert, das urspru¨nglich fu¨r die Berechnung von Kavitation in Einspritzdu¨sen entwickelt
4Version 3.1A
4 1 Einleitung
wurde [14, 72]. Wegen der in Einspritzdu¨sen herrschenden kleinen Abmessungen und Zeit-
skalen muß dieses Kavitationsmodell fu¨r die Berechnung von hydraulischer Kavitation,
wie sie in Pumpen auftritt, adaptiert werden. Dazu werden Testrechnungen an einer kavi-
tierenden Du¨senstro¨mung durchgefu¨hrt und mit den am Fachgebiet Stro¨mungsmaschinen
entwickelten Kavitationsmodellen [68, 91] verglichen (vgl. Kap. 5). Die in dieser Du¨se auf-
tretenden Stro¨mungsgeschwindigkeiten und La¨ngenskalen sind mit denen der untersuchten
Pumpe vergleichbar. Daru¨ber hinaus wird mit Hilfe dieser Simulationen das Verhalten des
Kavitationsmodells bezu¨glich der Reproduktion von Maßstabseﬀekten untersucht.
Bei der numerischen Untersuchung der kavitierenden Pumpenstro¨mung ist es notwen-
dig, zwischen den Abweichungen, die bereits in der einphasigen Berechnung der Pumpen-
stro¨mung auftreten, und den Abweichungen, die aufgrund einer unzureichenden Kavitati-
onsmodellierung auftreten, zu unterscheiden. Deshalb wird zuna¨chst die einphasige Pum-
penstro¨mung ausfu¨hrlich numerisch untersucht und die dabei getroﬀenen Vereinfachungen
und Randbedingungen hinsichtlich ihrer Auswirkung auf das Berechnungsergebnis u¨ber-
pru¨ft (vgl. Kap. 6.2). Diese Berechnungen werden sowohl unter Beru¨cksichtigung des Tur-
bulenzeinﬂusses als auch unter der Annahme einer reibungsfreien Stro¨mung durchgefu¨hrt,
so daß Aussagen u¨ber den Einﬂuß viskoser Eﬀekte getroﬀen werden ko¨nnen. Außerdem wird
mit Hilfe einer dreidimensionalen Berechnung der Pumpenstro¨mung untersucht, inwiefern
3D-Eﬀekte eine Rolle spielen.
Die zweiphasigen Berechnungen der kavitierenden Pumpenstro¨mung werden im gesam-
ten Bereich von Kavitationszusta¨nden von NPSH12mm
5 (12mm langes Kavitationsgebiet)
bis zu NPSH8% (8% Fo¨rderho¨henabfall aufgrund von Kavitation) durchgefu¨hrt. Die ex-
perimentelle U¨berpru¨fung der Berechnungsergebnisse erfolgt anhand der in [23] von Dreiß
vero¨ﬀentlichten zeitlich gemittelten Schaufeldruckverteilung, der NPSH-Absenkkurve so-
wie anhand von Photographien der Kavitationsgebiete. Damit ist es mo¨glich, nicht nur ab-
gesicherte Aussagen zum Kavitationsverhalten der Pumpe zu machen, sondern auch allge-
meingu¨ltige Ru¨ckschlu¨sse zu den Mo¨glichkeiten und Grenzen dieser Form der numerischen
Kavitationsmodellierung zu ziehen. Hierfu¨r eignet sich eine kavitierende Pumpenstro¨mung
besonders gut, da wegen der in der Stro¨mung herrschenden großen Druckunterschiede (bei
der untersuchten Pumpe sind lokal zwischen dem niedrigsten und dem ho¨chsten Druck auf
der Schaufeloberﬂa¨che ca. 3 bar Unterschied) kleinere Ungenauigkeiten in der Berechnung
keine Rolle spielen.
5Die Bezeichnung NPSH-Wert (”net positive suction head“) entspricht der fru¨her verwendeten Bezeich-
nung ”Haltedruckho¨he“ [34].
2 Stand der Forschung
Seit der ersten dokumentierten Beobachtung von Kavitation durch Newton 1704 (vgl. [96])
hat es eine Reihe von Arbeiten und Vero¨ﬀentlichungen auf dem Gebiet der Kavitation
gegeben, die sich mit den unterschiedlichsten Aspekten der Kavitation bescha¨ftigen. Die
fu¨r diese Arbeit relevanten Untersuchungen lassen sich in zwei Bereiche einteilen:
• Experimentelle Untersuchungen von Kavitation in Kreiselpumpen.
• Numerische Methoden zur Berechnung von Kavitation in Kreiselpumpen.
Der Schwerpunkt wird im folgenden U¨berblick auf die numerischen Methoden zur Berech-
nung von Kavitation gelegt.
2.1 Experimentelle Untersuchung von Kavitation in
Kreiselpumpen
In der Vergangenheit wurden zahlreiche experimentelle Untersuchungen u¨ber die Auswir-
kung von Kavitation auf das Betriebsverhalten von Kreiselpumpen durchgefu¨hrt. Dabei
standen unterschiedliche Aspekte im Mittelpunkt, wie das Saugverhalten der Pumpe, die
geometrische Gestaltung der Laufradschaufeln, die erosiven Eigenschaften der Kavitation,
der Einﬂuß der Spaltstro¨mung, der Verlauf der NPSH-Absenkkurven sowie der Einﬂuß der
Wasserqualita¨t, um nur einige zu nennen. Einen guten U¨berblick u¨ber die Ergebnisse geben
die entsprechenden Kapitel in den Bu¨chern von Gu¨lich [34], Pﬂeiderer/Petermann [61] und
Raabe [64]. U¨blicherweise wird dabei die Auswirkung der Kavitation durch Ermittlung der
integralen Betriebsgro¨ßen Fo¨rderho¨he und Wirkungsgrad bei unterschiedlichen Kavitati-
onszusta¨nden erfaßt [23]. Der Kavitationszustand einer Pumpe wird u¨ber den NPSH-Wert
beschrieben, der als Diﬀerenz zwischen dem im Saugstutzen herrschenden Totaldruck und
dem Dampfdruck deﬁniert ist (vgl. Gl. 6.1). Der erforderliche NPSH-Wert einer Pumpe,
NPSHr, stellt daher den Dampfdruckabstand im Saugstutzen einer Pumpe dar, bei dem
ein bestimmtes Kavitationskriterium eingehalten wird. In der Literatur gibt es eine Rei-
he von unterschiedlichen Kavitationskriterien [34]. Die beiden wichtigsten sind NPSHic
und NPSH3%. NPSHic kennzeichnet den NPSH-Wert einer Pumpe, bei dem Kavitation
gerade beginnt1. NPSH3% kennzeichnet den NPSH-Wert, bei dem die Kavitation einen
Fo¨rderho¨henabfall von 3% verursacht.
1Je nach Meßmethode (optisch, akustisch) kann dieser Wert stark variieren.
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Scho¨neberger [75] untersucht auf diese Weise den Einﬂuß der Oberﬂa¨chenrauhigkeit
und des Luftgehalts auf den Kavitationsbeginn der Pumpe. Schmidt et al. [72] und Spohn-
holz [79] untersuchen die Wechselwirkung zwischen Kavitation und Teillastpha¨nomenen.
Besonderes Augenmerk wird dabei auf die bei manchen Pumpen auftretende Spitze im
NPSH3%-Verlauf gelegt. Sie fu¨hren diese Erscheinung auf das Einsetzen einer Teillastre-
zirkulation am Laufradeintritt zuru¨ck.
Basierend auf den Arbeiten von Keller [48, 49, 50, 51] zu den bei Kavitationsbeginn auf-
tretenden Maßstabseﬀekten2, untersuchen Striedinger und Awad et. al. [87, 5] den Einﬂuß
der Wasserqualita¨t und der Rotationsgeschwindigkeit auf den Kavitationsbeginn bei Krei-
selpumpen. Die Bestimmung der Wasserqualita¨t wird u¨ber die Messung der Zerreißfa¨higkeit
des Wassers mit Hilfe der Wirbeldu¨senmethode [48] durchgefu¨hrt. Die Untersuchungen zei-
gen, daß sowohl die Wasserqualita¨t als auch die Drehzahl einen signiﬁkanten Eﬀekt auf den
Kavitationsbeginn der Pumpe haben.
Ein weiterer Maßstabseﬀekt bei ausgebildeter Kavitation tritt bei der Fo¨rderung ver-
schiedener Fluide bzw. Wasser unterschiedlicher Temperatur auf. Wird ein und dieselbe
Pumpe mit verschiedenen Fluiden bzw. mit Wasser unterschiedlicher Temperatur betrie-
ben, so nimmt (bei gleichem NPSH-Wert) die Auswirkung der Kavitation auf die Fo¨rder-
ho¨he mit steigender Temperatur ab bzw. ha¨ngt von dem gefo¨rderten Fluid ab [2]. Dieses
Pha¨nomen wird thermodynamischer Eﬀekt genannt [2, 34]. Er resultiert aus dem Un-
terschied zwischen dem bei der Berechnung des NPSH-Werts verwendeten Dampfdruck
(mit der Temperatur in der Zustro¨mung berechnet) und dem lokal in der Blase bzw. an
der Blasenwand bei einer tieferen Temperatur herrschenden Dampfdruck. Da die lokal in
der Stro¨mung herrschende Temperatur fu¨r den fu¨r die Verdampfung notwendigen Wa¨rme-
transport entscheidend ist, ist dieser Eﬀekt besonders groß, wenn ∆pvap/∆T groß ist, d.h.
wenn eine kleine A¨nderung der Temperatur mit einer großen A¨nderung des Dampfdrucks
verbunden ist [2].
Stepanoﬀ [82, 84, 85] versucht mit Hilfe der
”
B-Faktor“ Methode3 den Einﬂuß der
Fluideigenschaften mit ihrer Auswirkung auf das Kavitationsverhalten zu korrelieren. Der
”







Der Wert von ∆hf beschreibt die Enthalpiediﬀerenz des Fluids zwischen der Ausgangssi-
tuation (keine meßbaren Kavitationseﬀekte) und der neuen Situation bei niederem NPSH-
Wert und meßbarer Kavitationsauswirkung; L ist die Verdampfungsenthalpie. Diese Ent-
halpiediﬀerenz la¨ßt sich auch als Temperaturdiﬀerenz darstellen (∆hf = c∆t) bzw. mit
der Gleichung von Clausius-Clapeyron in eine Druckdiﬀerenz umrechnen [84].
2Unter Maßstabseﬀekten versteht man die Abweichung der Kavitationserscheinungen bei konstanter di-
mensionsloser Kavitationszahl nach Thoma infolge unterschiedlicher Wasserqualita¨t (Zugspannungsfe-
stigkeit, Keimspektrum, Gasgehalt) und Reynolds-Zahl (Gro¨ße, Stro¨mungsgeschwindigkeit, Viskosita¨t)
[50].
3Dort ”thermal cavitation criterion“ genannt.
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Bei all den oben erwa¨hnten Untersuchungen wurde die Kavitation nur u¨ber ihre Auswir-
kung auf die Fo¨rderho¨he bzw. den Wirkungsgrad erfaßt. Diese Vorgehensweise hat jedoch
den Nachteil, daß die Stro¨mungsvorga¨nge innerhalb der Pumpe keine Beachtung ﬁnden.
So ist heute bekannt, daß das zum Teil noch immer verwendete Kriterium von 3% Fo¨rder-
ho¨henabfall als noch zula¨ssiges Kavitationsausmaß ungeeignet ist [23]. Der Grund hierfu¨r
liegt darin, daß das Ausmaß der Kavitationserosion nicht direkt in Zusammenhang mit dem
von Kavitation verursachten Fo¨rderho¨henabfall steht. So kann die von Kavitation verur-
sachte Scha¨digung bereits vor Eintreten von Fo¨rderho¨henabfall ein signiﬁkantes Ausmaß
annehmen.
Die direkte experimentelle Untersuchung von Kavitation im Laufschaufelkanal ist sehr
aufwendig, da sie immer mit dem Problem der Meßdatenu¨bertragung auf das stationa¨re
System verbunden ist, so daß nur wenige Arbeiten auf diesem Gebiet existieren. Dreiß fu¨hrt
in [23] instationa¨re Messungen des Schaufeldruckverlaufs im rotierenden System bei einer
Pumpe niederer speziﬁscher Drehzahl durch. Die Meßwertu¨bertragung erfolgt u¨ber Funk.
Die dabei verwendete Meßtechnik ist ausfu¨hrlich in [23] bzw. in Kap. 6.1.1 beschrieben. Mit
einer a¨hnlichen Meßtechnik fu¨hrt Friedrichs [30] an einem leicht modiﬁzierten Laufrad in




2.2 Numerische Methoden zur Berechnung von
Kavitation
Mit dem Aufkommen immer leistungsfa¨higerer und preisgu¨nstigerer Rechnersysteme hat
die numerische Stro¨mungsberechnung in den letzten Jahren zunehmend an Bedeutung ge-
wonnen und geho¨rt mittlerweile bei der Auslegung und Optimierung hydraulischer Stro¨-
mungsmaschinen zum Stand der Technik. Dies gilt jedoch nicht fu¨r die Berechnung kavi-
tierender Stro¨mungen. Die Schwierigkeiten bei der numerischen Simulation von Kavitation
resultieren aus den großen Unterschieden zwischen den in kavitierenden Stro¨mungen auf-
tretenden relevanten La¨ngen- und Zeitskalen. Am Beispiel der in Kap. 6 untersuchten
Pumpe lassen sich die folgenden Gro¨ßenordnungen fu¨r die charakteristischen La¨ngen- und
Zeitskalen ermitteln:
• Die charakteristischen La¨ngenskalen variieren zwischen dem Radius der Kavitations-
keime Lchar ∼ 10−5m und der Pumpenabmessung Lchar ∼ 1m.
• Die charakteristischen Zeitskalen variieren zwischen tchar ∼ 10−5 s fu¨r den Blasenkol-
laps und der Durchstro¨mzeit der Pumpe tchar ∼ 1 s.
Fu¨r die korrekte ra¨umliche und zeitliche Auﬂo¨sung der Kavitation sind deshalb Zellwei-
ten von ∆x = 3 · 10−6m und Zeitschrittweiten von ∆t = 10−6 s notwendig. Dies fu¨hrt zu
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Berechnungsgittern mit 1015 Zellen4. Außerdem ist die Berechnung von 106 Zeitschritten
erforderlich, bis die Stro¨mung einmal die Pumpe durchquert hat. Das liegt weit außerhalb
der Mo¨glichkeiten der momentan zur Verfu¨gung stehenden Rechner- und Speicherleistung,
so daß die numerische Simulation von Kavitation nur unter stark vereinfachenden An-
nahmen hinsichtlich der Auﬂo¨sung der kleinen La¨ngen- und Zeitskalen mo¨glich ist. Neben
diesem prinzipiellen Problem liegen die Schwierigkeiten bei der Simulation kavitierender
Stro¨mungen in der korrekten physikalischen Modellierung des Phasenu¨bergangs sowie der
numerischen Behandlung der bei Kavitation in der Stro¨mung auftretenden Dichteunter-
schiede zwischen Wasser (1000 kg/m3) und Wasserdampf (0.1 kg/m3).
Die einfachste und in der Praxis am ha¨uﬁgsten angewandte Mo¨glichkeit zur Vorhersage
von Kavitation ist die Identiﬁkation von Kavitationsgebieten mit Hilfe der Dampfdruck-
Isobaren im Stro¨mungsfeld der einphasigen Berechnung. Damit la¨ßt sich jedoch nur er-
mitteln, ob mit Kavitation zu rechnen ist oder nicht. Die Auswirkung der Kavitation auf
Auftrieb und Widerstand bzw. bei Pumpen auf Fo¨rderho¨he und Wirkungsgrad wird mit
dieser Methode nicht erfaßt.
Aufgrund der hohen technischen Relevanz von Kavitation wurden in der Vergangenheit
große Anstrengungen unternommen, Kavitationspha¨nomene mit zweiphasigen Berechnun-
gen zu simulieren und somit auch die Auswirkung von Kavitation auf das Stro¨mungsfeld
zu erfassen. Dies hat zu einer Vielzahl unterschiedlicher Kavitationsmodelle und numeri-
scher Vorgehensweisen gefu¨hrt, die abha¨ngig von dem speziellen Anwendungsfall Vor- und
Nachteile haben. Es hat sich jedoch kein allgemeingu¨ltiges Verfahren herauskristallisiert,
das allen anderen u¨berlegen ist.
Unabha¨ngig von der Modellierung des Phasenu¨bergangs lassen sich die in der Litera-
tur verwendeten numerischen Vorgehensweisen zur Simulation von Mehrphasenstro¨mungen









Interface Tracking“ Methoden basieren auf der Annahme, das zwischen
den beiden Phasen Flu¨ssigkeit und Dampf eine fest deﬁnierte Phasengrenze besteht. In der
Berechnung wird diese Phasengrenze mit Hilfe der Dampfdruck-Isobaren ermittelt. Da es
numerisch nicht mo¨glich ist (und auch physikalisch falsch [11]), an der gesamten Phasen-
grenzﬂa¨che den Dampfdruck vorzugeben, ist es notwendig, ein empirisches Schließungsmo-
dell (
”
wake model“) einzufu¨hren, das den Druckru¨ckgewinn am Ende des Kavitationsge-
bietes wiedergibt. Die Stro¨mung wird nur fu¨r die ﬂu¨ssige Phase um das Kavitationsgebiet
4Diese Zahl ergibt sich aus einer gleichma¨ßigen Diskretisierung des dreidimensionalen Stro¨mungsgebiets.
Deutlich weniger Zellen sind notwendig, wenn nur der Bereich, in dem Kavitation tatsa¨chlich auftreten
kann, so fein diskretisiert wird.
5Die Bezeichnungen werden in der Literatur nicht einheitlich verwendet. In [11] werden die ”Continuum“
Methoden ”two-phase ﬂow schemes“ genannt, in [17] hingegen ”two-phase methods“ sowie ”interface
capturing“ Methoden.
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herum berechnet. Da die Annahme einer fest deﬁnierten Phasengrenze bei Schichtkavita-
tionsgebieten gut erfu¨llt ist, werden
”
Interface Tracking“ Methoden ha¨uﬁg zur Simulation
dieser Kavitationsform verwendet [10]. Bei der Lokalisierung der Phasengrenze mit Hilfe
der Dampfdruck-Isobaren handelt es sich um einen iterativen Prozeß, der nicht zeitecht ist
[11], so daß mit dieser Methode nur stationa¨re Pha¨nomene untersucht werden ko¨nnen. Der
Vorteil von
”
Interface Tracking“ Methoden ist jedoch, daß es sich eigentlich um einpha-
sige Stro¨mungsberechnungen handelt, so daß der Dichteunterschied zwischen Wasser und
Dampf ohne Bedeutung ist.
Chen und Heister berechnen mit dieser Methode die stationa¨re Kavitation bei der
Umstro¨mung diverser Rotationsko¨rper [11]. Dupont und Avellan [26] untersuchen das Ka-
vitationsgebiet an der Vorderkante eines NACA009 Proﬁls bei 5o Anstellung mit Hilfe einer
Potential- bzw. Navier-Stokes Methode bei unterschiedlichen Reynolds-Zahlen. Die Geo-
metrie des Kavitationsgebiets wird mit der Potentialmethode ermittelt und anschließend
mit einer Navier-Stokes Methode korrigiert. Die genaue experimentelle U¨berpru¨fungen mit
LDA-Messungen zeigt, daß es nur bis zu Reynolds-Zahlen von 2 · 106 mo¨glich ist, den
Ort des Blasenzusammenfalls korrekt vorherzusagen. Bei ho¨heren Reynolds-Zahlen versagt
die Methode jedoch. Deshpande et al. [18] erhalten sehr gute U¨bereinstimmung mit dem
Experiment bei der zweidimensionalen reibungsfreien Berechnung einer kavitierenden Stro¨-
mung um ein Proﬁl. In [20] erweitern Deshpande et al. das Berechnungsverfahren mit der
Energiegleichung fu¨r die Simulation cryogener Flu¨ssigkeiten (thermodynamischer Eﬀekt).
Dabei wird fu¨r die Bestimmung der Phasengrenze ein lokal unterschiedlicher Dampfdruck
verwendet, der von der jeweiligen Temperatur abha¨ngt.
Die Anwendung von
”
Interface Tracking“ Methoden zur Berechnung kavitierender Pum-
penstro¨mungen sind aufgrund der komplexen Geometrie selten. Schu¨tte [77] verwendet ein
sogenanntes Stromlinienverschiebungsverfahren [22] fu¨r die zweidimensionale Berechnung
einer reibungsfreien Laufradstro¨mung unter Ausbildung einer stationa¨ren Kaverne. Die Er-
gebnisse sind von Dreiß in [22, 23] im Vergleich zum Experiment dargestellt. Bei geringem
Fo¨rderho¨henabfall wird die La¨nge der Kavitationsgebiete gut von der Berechnung wieder-
gegeben. Hirschi et al. [37, 38] fu¨hren dreidimensionale reibungsbehaftete Berechnungen
einer kavitierenden Pumpenstro¨mung durch [38]. Die Stro¨mungsberechnung erfolgt mit
dem kommerziellen CFD Programm TASCﬂow. Die Ausdehnung des Kavitationsgebiets
wird getrennt von der Stro¨mungsberechnung ermittelt. Nach jeder Vera¨nderung des Kavi-
tationsgebiets wird das Berechnungsgitter dem neu ermittelten Kavitationsgebiet angepaßt
und eine weitere Stro¨mungsrechnung mit der auf das neue Berechnungsgitter extrapolier-
ten alten Lo¨sung als Startlo¨sung durchgefu¨hrt. Dabei handelt es sich um einen iterativen
Prozess, der nach Angaben der Autoren sehr zeitaufwendig sein kann [38]. Die La¨nge der
Kavitationsgebiete wird in allen Betriebspunkten gut von der Berechnung wiedergegeben.
Der Vergleich der numerisch ermittelten NPSH-Absenkkurve fu¨r zwei unterschiedliche Dif-
fusoren mit dem Experiment zeigt, daß der Fo¨rderho¨henabfall nur dann gut vorhergesagt
werden kann, wenn der Fo¨rderho¨henabfall allein durch die Kavitationsschicht verursacht
wird und nicht durch zusa¨tzliche instationa¨re Pha¨nomene [38].
Eine Alternative zum Verschieben eines ko¨rperangepaßten Rechengitters bietet die
Mehrgittertechnik (Chimeratechnik). Dabei wird u¨ber ein wa¨hrend der Berechnung un-
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vera¨ndert belassenes Hauptgitter ein zweites an das Kavitationsgebiet angepaßtes Gitter
gelegt. Die Navier-Stokes-Gleichungen werden auf beiden Gittern gelo¨st und die Informa-
tionen zwischen den beiden Gittern mittels geeigneter Interpolationsalgorithmen ausge-
tauscht. Lanzenberger [54, 69] berechnet mit Hilfe dieser Methode eine kavitierende Ka-
nalstro¨mung sowie die kavitierende Stro¨mung um ein NACA66-Proﬁl.
Die oben genannten Untersuchungen haben gezeigt, daß es mit
”
Interface Tracking“ Me-
thoden mo¨glich ist, gute Resultate bezu¨glich Auftrieb, Widerstand sowie Kavitationsla¨nge
zu erzielen, wenn die empirischen Schließungsmodelle fu¨r das hintere Ende des Kavitati-
onsgebiets ausreichend kalibriert sind. Entscheidend dabei ist es jedoch, inwiefern die An-
nahmen einer fest deﬁnierten Phasengrenzﬂa¨che und eines stationa¨ren Kavitationsgebiets
auch im Experiment erfu¨llt sind. Ein grundlegendes Versta¨ndnis der Kavitationsvorga¨nge
ko¨nnen
”
Interface Tracking“ Methoden aber nicht geben, da die Kavitation selbst gar nicht
beru¨cksichtigt wird. Dies gilt vor allem im hinteren Bereich des Kavitationsgebiets, wo
instationa¨re Vorga¨nge (Re-Entrant-Jet, Aufbrechen des Kavitationsgebiets, Abschwimmen
von Blasenwolken) dominieren, die durch das empirische Schließungsmodell nur im Mittel
beru¨cksichtigt werden.
Im Gegensatz zu den
”
Interface Tracking“ Methoden werden bei den
”
Continuum“ Me-
thoden die Stro¨mungen beider Phasen berechnet. Unter der Annahme, daß innerhalb einer
Berechnungszelle keine Relativbewegung zwischen den beiden Phasen auftritt, werden die
beiden Phasen u¨ber eine Berechnungszelle gemittelt und als ein Fluid mit variabler Dichte
behandelt. Die Dichte kann dabei in Abha¨ngigkeit des Dampf- bzw. des Wassergehalts
der Zelle zwischen der Flu¨ssigkeitsdichte und der Dampfdichte variieren.
”
Continuum“
Methoden sind numerisch sehr eﬃzient, da die mathematische Modellierung der blasen-
haltigen Stro¨mung, abgesehen von der Modellierung des Phasenu¨bergangs, keine weiteren
Gleichungen im Vergleich zu der Simulation einphasiger Stro¨mungen erfordert. Durch die
Beru¨cksichtigung beider Phasen treten in der Stro¨mungsberechnung Dichtespru¨nge an der
Phasengrenze auf, die numerisch nur schwer zu beherrschen sind und die Verwendung so-
genannter
”
shock capturing schemes“ bzw.
”
interface capturing schemes“ erfordern [55, 89].
Dagegen zeichnen sich
”
Continuum“ Methoden durch eine universellere Anwendbarkeit
aus, da sie nicht auf der Modellannahme einer scharfen Phasengrenze, wie sie den
”
Inter-
face Tracking“ Methoden zugrunde liegt, basieren. Aus diesem Grund ko¨nnen
”
Continuum“
Methoden auch zur Simulation von Blasenkavitation angewandt werden.
Der Phasenu¨bergang wird bei
”
Continuum“ Methoden durch eine geeignete Beziehung
zwischen der variablen Dichte und den anderen Zustandsgro¨ßen, in der Regel dem Druck,
beschrieben. Diese Beziehung beschreibt sowohl die Verdampfung als auch die Kondensa-
tion des Fluids, so daß im Gegensatz zu den
”
Interface Tracking“ Methoden keine zusa¨tzli-
che Schließungsbedingung fu¨r den hinteren Bereich des Kavitationsgebiets erforderlich ist.
Durch die direkte Kopplung mit dem Stro¨mungsprogramm wird der Phasenu¨bergang bei
”
Continuum“ Methoden zeitecht simuliert6, so daß
”
Continuum“ Methoden auch zur Simu-
lation von instationa¨rer Kavitation verwendet werden ko¨nnen. Da der Phasenu¨bergang von
6Allerdings nur unter der Annahme, daß das Kavitationsmodell die Dynamik des Phasenu¨bergangs korrekt
beschreibt.
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einer Vielzahl physikalischer Pha¨nomene wie Wa¨rmeu¨bertragung, Oberﬂa¨chenspannung,
Kompressibilita¨t des Dampfes, Wechselwirkung zwischen einzelnen Blasen, Relativbewe-
gung zwischen Blasen und Fluid sowie der Wechselwirkung mit Turbulenz abha¨ngt, gibt es
zur Zeit noch keine allgemeingu¨ltigen Kavitationsmodelle, die alle oben genannten Aspek-
te des Phasenu¨bergangs beru¨cksichtigen. Es existieren jedoch eine Reihe von Kavitations-
modellen, die sich durch die bei ihrer Herleitung gemachten vereinfachenden Annahmen
unterscheiden. Diese Modelle ko¨nnen im wesentlichen in zwei Kategorien eingeteilt werden:
• Kavitationsmodelle, die auf einer blasendynamischen Betrachtung des Phasenu¨ber-
gangs basieren [3, 12, 13, 42, 53, 68, 76].
• Kavitationsmodelle, die auf einem Zustandsgesetz basieren [16, 17, 41, 58, 65, 73, 91].
Bei den Kavitationsmodellen der ersten Kategorie wird Kavitation als Wachstums- und
Kollapsprozeß einzelner Dampfblasen in einem sich a¨ndernden Druckfeld betrachtet. Da
es wegen der hohen Anzahl nicht mo¨glich ist, jede Kavitationsblase einzeln aufzulo¨sen,
werden alle sich in einer Berechnungszelle beﬁndenden Blasen basierend auf der homoge-
nen Annahme7 gleich behandelt. Mit Hilfe der Keimanzahl no
8 und der Dichte bzw. des
Dampfgehalts einer Zelle α = Vvap/Vges ist es mo¨glich, die Anzahl der sich in einer Zelle
beﬁndenden Dampfblasen und deren Radius zu rekonstruieren. Mit diesem Radius wird das
Wachstum bzw. der Kollaps der Blasen in Abha¨ngigkeit des lokalen Drucks berechnet. Mit
Hilfe der Blasenanzahl kann somit die Verdampfungsmenge bzw. die neue Dichte berechnet
werden.
Ausgangspunkt fu¨r die analytische Beschreibung des Blasenwachstums ist die Betrach-
tung einer einzelnen, leeren, kugelfo¨rmigen Blase, die sich in einem unendlich ausgedehn-
ten inkompressiblen Fluid beﬁndet. Ausgehend von Impuls- und Kontinuita¨tsgleichung in
















mit dem Blasenradius R, p(R) dem Druck in der Flu¨ssigkeit an der Blasenwand sowie
p∞ dem Druck in unendlicher Entfernung. Gleichung 2.2 wird auch als Fundamentalglei-
7Homogene Annahme: Die in einer Berechnungszelle sich beﬁndenden Blasen sind gleichma¨ßig verteilt
und sehr klein im Vergleich zu den Abmessungen der Berechnungszelle, so daß sie sich nicht gegenseitig
beeinﬂußen.
8Die Keimanzahl no ist in der Literatur auf verschiedene Arten deﬁniert. In [53, 76, 13] ist no als Anzahl
Kavitationskeime pro Einheitsvolumen Gemisch deﬁniert, wa¨hrend in [68] no als Anzahl Kavitations-
keime pro Einheitsvolumen Wasser bzw. in [12] no als Anzahl Kavitationskeime pro Einheitsmasse
deﬁniert ist. Die Vorgehensweise in [68] bzw. [12] ist vergleichbar, da die Masse des Dampfes aufgrund
der geringen Dichte vernachla¨ssigbar ist. Die Verwendung der Deﬁnition in [53, 76, 13] fu¨hrt jedoch
besonders bei hohen Dampfgehalten zu deutlich ho¨heren Blasenanzahlen und somit zu einer gro¨ßeren
Verdampfungsmenge als die Deﬁnition in [68] bzw. [12].
9Unter den folgenden Annahmen: Die Blase bleibt wa¨hrend des Wachstums rund, Temperatureﬀekte und
Kompressibilita¨tseﬀekte sind vernachla¨ssigbar.
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chung der Blasendynamik bezeichnet [96] 10. Im Falle von Kavitation wird der Druck an
der Blasenwand p(R) unter der Annahme thermodynamischen Gleichgewichts gleich dem
Dampfdruck gesetzt (p(R) = pvap)
11. Gleichung 2.2 ist die Grundlage der in den Arbeiten
von Kubota et al. [53], Schulz [76] sowie Chen und Heister [10] verwendeten Beschreibung
des Blasenwachstums. Da es sich bei Gl. 2.2 um eine partielle Diﬀerentialgleichung handelt,
deren Lo¨sung numerisch sehr aufwendig ist, wird ha¨uﬁg eine vereinfachte Form von Gl. 2.2








Gleichung 2.3 wird ha¨uﬁg Rayleigh-Gleichung genannt [68, 97]. Sie wird in den Arbeiten
von Athavale et al. [3], Cokljat et al. [13], Sauer [68] sowie Yuan et al. [97, 98] fu¨r die
Berechnung des Blasenwachstums verwendet.
Bei den Kavitationsmodellen der zweiten Kategorie wird der Phasenu¨bergang mit
Hilfe eines Zustandsgesetzes beschrieben. Zustandsgesetze sind in ihrer einfachsten Form
aus der Gleichgewichtsthermodynamik bekannt und liefern einen Zusammenhang zwischen
der Dichte und dem Druck [86]. Unter der Annahme thermodynamischen Gleichgewichts
verla¨uft die Kurve im p-v-Diagramm im Zweiphasengebiet waagrecht bei Gleichgewichts-
dampfdruck. Dieser Verlauf des Zustandsgesetzes fu¨hrt jedoch numerisch zu Instabilita¨ten,
so daß der U¨bergang zwischen den beiden Phasen verschmiert werden muß. Die Schwierig-
keit bei der Verwendung dieser Art von Kavitationsmodellierung liegt in der Bestimmung
eines sinnvollen und numerisch stabilen Zustandsgesetzes, das die Dichte mit dem Druck
verbindet. In der Literatur werden unterschiedliche Zustandsgesetze verwendet, die sich
mit Hilfe der Breite des U¨bergangsbereichs ∆p, dem Verha¨ltnis zwischen der Flu¨ssigkeits-
und der Dampfdichte sowie der minimalen Ableitung (dp/dρ)min, die ha¨uﬁg fa¨lschlicher-
weise mit der Schallgeschwindigkeit in Verbindung gebracht wird, charakterisieren lassen.
Bei Delannoy und Kueny [17], Hoeijmakers et al. [41] sowie in den Arbeiten von Reboud
[65, 66, 16] basiert das Zustandsgesetz auf einer Sinusfunktion. Schmidt et al. [73] dagegen
verwenden mit Bezug auf Wallis (
”
homogenous equilibrium model“ [92]) eine logarithmische
Funktion fu¨r das Zustandsgesetz.
Vortmann entwickelt in [91] ein neues Zustandsgesetz, das im Gegensatz zu den oben
erwa¨hnten Zustandsgesetzen den Phasenu¨bergang als einen zeitabha¨ngigen Verdampfungs-
bzw. Kondensationsprozess beschreibt. In Anlehnung an die van-der-Waals- bzw. Landau-
Theorie wird dabei jeder Phase ein Potential zugeordnet, das vom thermischen Zustand
der jeweiligen Phase abha¨ngt. Abha¨ngig vom Verha¨ltnis der beiden Potentiale zueinander
10Rayleigh untersuchte das Problem des Blasenkollaps bereits 1917 und erhielt basierend auf einer Ener-









mit Ro dem Ausgangsradius [63].
11Es gibt in der Literatur zahlreiche Arbeiten, die die Oberﬂa¨chenspannung, die Viskosita¨t der Flu¨ssigkeit,
die Kompressibilita¨t des Dampfes, das Vorhandensein eines nicht kondensierbaren Gases in der Blase
sowie den Wa¨rmeu¨bergang beru¨cksichtigen, was zu beliebig komplizierten Formeln fu¨hrt, mit deren
Hilfe der Druck an der Blasenwand beschrieben wird (vgl. [35]).
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tritt entweder Verdampfung oder Kondensation auf. Zur numerischen Simulation von Ka-
vitation werden diese Potentiale so bestimmt, daß bei einer langsamen Druckabsenkung
die Dichte entlang der Gleichgewichtskurve verla¨uft. Bei schnellen Drucka¨nderungen ﬁndet
die Verdampfung nicht notwendigerweise bei Dampfdruck statt, da nicht genug Zeit fu¨r
den Gleichgewichtsphasenu¨bergang zur Verfu¨gung steht. Daher eignet sich dieses Modell
besonders zur Beschreibung von Zusta¨nden im Phasennichtgleichgewicht.
Die in der Literatur verwendeten
”
Continuum“ Methoden unterscheiden sich neben der
physikalischen Beschreibung des Phasenu¨bergangs noch im Hinblick auf die numerische
Kopplung des Kavitationsmodells mit den Bewegungsgleichungen. So ist es mo¨glich, das
Kavitationsmodell direkt mit den Erhaltungsgleichungen fu¨r Masse und Impuls im Rahmen
einer Euler-Euler Betrachtung zu koppeln. Die zweiphasige Stro¨mung wird dabei als ein
kompressibles Fluid behandelt, dessen Dichte im Bereich des Dampfdrucks stark vom Druck
abha¨ngt. Eine zweite Mo¨glichkeit besteht darin, die beiden Phasen getrennt zu betrach-
ten und den Phasenu¨bergang von ﬂu¨ssig nach dampﬀo¨rmig bzw. von dampﬀo¨rmig nach
ﬂu¨ssig mit Hilfe sogenannter Ratengleichungen zu beschreiben. Dies bedeutet, daß nicht
der Zustand selbst, sondern nur die A¨nderung des Zustands durch das Kavitationsmodell
beschrieben wird. Das Kennzeichen dieser Methode ist, daß zusa¨tzlich zu den Erhaltungs-
gleichungen fu¨r Masse und Impuls noch eine Transportgleichung fu¨r den Volumenanteil
einer der beiden Phasen gelo¨st wird.
Die auf der direkten Kopplung basierende Vorgehensweise wird im Bereich der auf
Blasendynamik beruhenden Modelle von Kubota et al. [53] und Schulz [76] verwendet. Bei
der Zustandsgesetzmethode wird diese Vorgehensweise von Delannoy und Kueney [17] und
Reboud et al. [65, 66, 16] durch Vorgabe eines barotropen Zustandsgesetzes (ρ = ρ(p))
verwendet. Die Verwendung der zweiten Vorgehensweise, d.h. die Modellierung des Pha-
senu¨bergangs mit Hilfe einer Ratengleichung, wird von Chen und Heister [12], Cokljat et al.
[13], Sauer [68] sowie Hosangadi [42] im Bereich der Blasendynamik und von Hoeijmakers
et al. [41], Merkle et al. [58] sowie Vortmann [91] bei der Zustandsgesetzmethode verwen-
det. Da bei der Verwendung dieser Vorgehensweise nicht der absolute Wert der Dichte,
sondern die A¨nderung der Dichte durch das Kavitationsmodell beschrieben wird, ist bei
der Zustandsgesetzmethode die Dichte nicht mehr direkt mit dem Druck gekoppelt, son-
dern ha¨ngt von der Vergangenheit des Fluids, d.h. der alten Dichte vor Berechnung der
Verdampfungsmenge, ab.
In den letzten Jahren wurden
”
Continuum“ Methoden mit beiden Arten von Kavitati-
onsmodellen mit Erfolg fu¨r die Simulation stationa¨r und instationa¨r kavitierender Du¨sen-
und Proﬁlumstro¨mungen eingesetzt. Kubota et al. [53] berechnen mit Hilfe einer auf Blasen-
dynamik beruhenden
”
Continuum“ Methode die zweidimensionale instationa¨r kavitierende
Stro¨mung um ein NACA0015 Proﬁl bei unterschiedlichen Anstellwinkeln. Dabei zeigt es
sich, daß das Modell in der Lage ist, das zyklische Abschwimmen von Blasenwolken am
Ende des Kavitationsgebiets zu reproduzieren. Abha¨ngig von den bei der Berechnung auf-
tretenden Dichte und Druckschwankungen berichten sie von Stabilita¨tsproblemen. Chen
und Heister [12] berechnen mit einer auf Blasendynamik beruhenden
”
Continuum“ Metho-
de die rotationssymmetrische, laminare, instationa¨r kavitierende Stro¨mung um verschiedene
Rotationsko¨rper. Die Berechnungsergebnisse zeigen, daß die Amplitude der durch Kavitati-
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on hervorgerufenen Druckﬂuktuationen deutlich von dem in der Berechnung vorgegebenen
Keimgehalt der Stro¨mung abha¨ngt, die Hauptfrequenz jedoch nahezu unabha¨ngig davon
ist. Die numerisch ermittelte Strouhal-Zahl beﬁndet sich in guter U¨bereinstimmung mit
dem Experiment [12]. Durch die Variation des Keimradius zeigen Chen und Heister, daß es
mit ihrem Kavitationsmodell mo¨glich ist, den aus dem Experiment bekannten Gro¨ßenmaß-
stabseﬀekt [50] zu reproduzieren12. Sauer [68] fu¨hrt ebenfalls umfangreiche Untersuchungen
zu Maßstabseﬀekten an einer reibungsfrei kavitierenden Du¨senstro¨mung durch. Er ver-
wendet ein modiﬁziertes Volume-of-Fluid Verfahren in Verbindung mit dem vereinfachten
Wachstumsgesetz nach Gl. 2.3. Trotz der Verwendung des vereinfachten Wachstumsgesetzes
zeigen die Berechnungen einen Gro¨ßenmaßstabseﬀekt. Ein Geschwindigkeitsmaßstabseﬀekt
wird jedoch nicht beobachtet. Durch die Hinzunahme der Enthalpiegleichung untersucht
Sauer [68] den Einﬂuß thermischer Eﬀekte auf die kavitierende Du¨senstro¨mung bei unter-
schiedlichen Wassertemperaturen. Am Beispiel einer instationa¨r kavitierenden Stro¨mung
um ein NACA0015 Proﬁl bei 6o Anstellung wird der Einﬂuß unterschiedlicher Randbe-
dingungen auf das Berechnungsergebnis im Vergleich zum Experiment gezeigt [68]. Dabei
erweist sich das Berechnungsergebnis als besonders sensitiv hinsichtlich der Wahl des Re-
ferenzpunktes fu¨r den Druck, d.h. der Stelle im Rechengebiet, an der der Druck konstant
gehalten wird.
Die auf Blasendynamik beruhenden Kavitationsmodelle haben die wu¨nschenswerte Ei-
genschaft, daß sie die Keimkonzentration in der Zustro¨mung als Parameter beru¨cksichtigen.
Der Nachteil ist jedoch, daß mit steigendem Dampfgehalt einer Zelle die homogene An-
nahme ihre Gu¨ltigkeit verliert und somit die Wachstumsbeziehungen in Gl. 2.2 und Gl. 2.3
nicht mehr gelten. Dies steht in direktem Zusammenhang mit der Gro¨ße der Gitterzellen.
Die Kopplung eines Zustandsgesetzes mit einer zweidimensionalen Stro¨mungsberech-
nung (Euler) wurde das erste Mal von Delannoy und Kueny [17] angewandt. Sie berechnen
mit dieser Methode eine instationa¨r kavitierende Stro¨mung in einem Kanal mit konvergent-
divergent verlaufenden Wa¨nden (Venturi-Kanal). Dabei verwenden sie eine feste Kopplung
zwischen Druck und Dichte (
”
barotropic law of state“, ρ = ρ(p)). Die Berechnungen zeigen
ein zyklisches Anwachsen, die Bildung eines Re-Entrant-Jets, der das Kavitationsgebiet
abschneidet sowie das Abschwimmen von Kavitationsgebieten. Da die Berechnungen un-
ter der Annahme einer reibungsfreien Stro¨mung durchgefu¨hrt wurden, ist die Bildung des
Re-entrant-Jets nicht durch die Viskosita¨t verursacht. Es besteht jedoch eine hohe Abwei-
chung zwischen der experimentell und der numerisch ermittelten Strouhal-Zahl. Basierend
auf der Vorgehensweise von Delannoy und Kueny [17] gibt es eine Reihe von Arbeiten
von Reboud et al., die sich durch gute U¨bereinstimmung mit dem Experiment auszeichnen
[65, 66]. In [65] wird die kavitierende Stro¨mung in zwei unterschiedlichen Kanalgeometrien
untersucht. Abha¨ngig von der Geometrie tritt in dem einen Fall ein quasi stationa¨res Ka-
vitationsgebiet und in dem anderen Fall ein instationa¨r oszillierendes Kavitationsverhalten
auf. Die Berechnungen liefern fu¨r beide Fa¨lle eine gute U¨bereinstimmung mit dem Expe-
12Der Gro¨ßenmaßstabseﬀekt wird in [12] nicht durch die Variation der geometrischen Abmessungen des
umstro¨mten Ko¨rpers bei konstantem σref untersucht, sondern durch die Variation des Ausgangskeim-
radius, der als Randbedingung vorgegeben wird.
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riment. Selbst das instationa¨r oszillierende Verhalten des Kavitationsgebiets wird sowohl
von der Frequenz als auch von der mittleren La¨nge des Kavitationsgebiets her gut von den
turbulenten Berechnungen reproduziert. Zum Teil stimmt auch die Geschwindigkeitsver-
teilung in den Kavitationsgebieten gut mit dem Experiment u¨berein [65]. In [66] berechnen
Reboud et al. die instationa¨r kavitierende Stro¨mung um ein Proﬁl (in [66] CLE1 genannt).
Fu¨r dieses Proﬁl liegen neben den Aufnahmen des Kavitationsgebiets auch Messungen des
instationa¨ren Schaufeldruckverlaufs vor. Eine Fourier Transformation der gemessenen und
der berechneten Druckverla¨ufe zeigt, daß die Hauptfrequenzen in guter U¨bereinstimmung
miteinander liegen. Werden jedoch die Druckverla¨ufe selbst miteinander verglichen, so tre-
ten deutliche Abweichungen auf. Ebenfalls auf einem Zustandsgesetz basiert die Methode
von Schmidt et al. [72, 73]. Sie berechnen die kavitierende Stro¨mung in Einspritzdu¨sen. Im
Gegensatz zu Delannoy und Kueny, bei denen die reinen Phasen inkompressibel (SIMPLE-
Verfahren) behandelt werden, verwenden Schmidt et al. [73] ein kompressibles Verfahren.
Merkle et al. verwenden in [58] sowohl die direkte Kopplung des Zustandsgesetzes mit den
Impulsgleichungen als auch die Modellierung des Phasenu¨bergangs mit Hilfe einer Raten-
gleichung. Nach Angabe der Autoren fu¨hren beide Modelle zu realistischen Ergebnissen.
Die Modellierung des Phasenu¨bergangs mit Hilfe einer Ratengleichung erweist sich jedoch
als numerisch stabiler [58]. Ein quantitativer Vergleich wird in [58] nicht vorgenommen.
Neben den auf Blasendynamik beruhenden Methoden und den Zustandsgesetzmetho-
den zur Beschreibung des Phasenu¨bergangs, die beide einen physikalischen Hintergrund
haben, gibt es eine Reihe von Autoren, die den Phasenu¨bergang lediglich mit Hilfe der Dif-
ferenz zwischen dem lokalen Druck und dem Dampfdruck (p− pvap) empirisch beschreiben




= C(p− pvap). (2.4)
C ist eine empirische, mit Einheiten behaftete Konstante. Die Ho¨he von C, durch die
die Dynamik der Dichtea¨nderung bestimmt wird, erscheint zuna¨chst rein zufa¨llig. Ist C
jedoch groß, d.h. hat eine kleine A¨nderung im Druck eine große Dichtea¨nderung zur Fol-
ge, die wiederum durch die Koppelung mit den Stro¨mungsgleichungen zu einer großen
Drucka¨nderung fu¨hrt, so sorgt die starke Kopplung von Druck und Dichte dafu¨r, daß der
Druck im Kavitationsgebiet ungefa¨hr auf Dampfdruckniveau gehalten wird [11]. Ab ei-
ner ausreichenden Gro¨ße von C ist die Berechnung unabha¨ngig von der Wahl von C. In
[11] berechnen Chen und Heister die kavitierende Stro¨mung um einen Rotationsko¨rper mit
C = 500, 5000, 50000. Zwischen der Berechnung mit C = 5000 und C = 50000 ist kaum ein
Unterschied im Druckverlauf zu erkennen, im Gegensatz zu der Berechnung mit C = 500,
bei der eine Saugspitze im Druckverlauf am Beginn des Kavitationsgebiets aufgrund der
zu langsamen Dichteabsenkung auftritt.
Ebenfalls einen anderen Weg verfolgen Avva et al. [4]. Sie lo¨sen zusa¨tzlich zu den Im-
pulsgleichungen und der Kontinuita¨tsgleichung eine Energiegleichung mit der Mischungs-
enthalpie als abha¨ngiger Variable. Der Dampfgehalt und somit die Ausdehnung des Ka-
vitationsgebiets wird anhand der berechneten Mischungsenthalpie und der lokal in der
Berechnungszelle herrschenden thermodynamischen Gro¨ßen, d.h. den Sa¨ttigungsenthalpi-
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en von Wasser und Dampf, berechnet. Diese Vorgehensweise basiert auf der Annahme, daß
es sich bei Kavitation um einen Phasenu¨bergang bei konstanter Enthalpie handelt [4]. Be-
rechnungen einer kavitierenden Innenstro¨mung sowie einer kavitierenden Stro¨mung um ein
NACA66 Proﬁl mit dem kommerziellen Programm CFD-ACE, in das das Modell eingebaut
wurde, zeigen plausible Ergebnisse.
Eine interessante Vorgehensweise bei der Simulation kavitierender Stro¨mungen wa¨hlen
Hosangadi et al. in [42]. Im Gegensatz zu den meisten bisher vorgestellten Methoden, in
denen die reinen Phasen als inkompressibel betrachtet werden, werden von Hosangadi et
al. die kompressiblen Bewegungsgleichungen fu¨r die reinen Phasen und das Wasser/Dampf
Gemisch unter thermodynamisch korrekter Beru¨cksichtigung der akustischen Wellenaus-
breitung gelo¨st [42]. Die Schallgeschwindigkeit ist dabei lokal vom Dampfgehalt in der
Stro¨mung abha¨ngig und fa¨llt im Zweiphasengebiet weit unterhalb des Werts fu¨r reinen
Dampf13. Fu¨r den Dampfgehalt wird eine zusa¨tzliche skalare Transportgleichung gelo¨st,
die einen Quellterm entha¨lt, der auf Gl. 2.3 beruht. Hosangadi et al. verwenden diese Me-
thode zur Simulation der stationa¨r kavitierenden Stro¨mung um ein NACA 66 Proﬁl bei 4o
Anstellung sowie zur Simulation der stationa¨r kavitierenden Stro¨mung um einen Rotati-
onsko¨rper. Die Druckverla¨ufe zeigen im hinteren Bereich des Kavitationsgebiets eine leichte
Abweichung vom Experiment, die nach Angabe der Autoren auf Vereinfachungen bei der
Beru¨cksichtigung der Turbulenz in Wandna¨he durch die Verwendung einer Wandfunktion
zuru¨ckzufu¨hren ist.
Wie schon bei den
”
Interface Tracking“ Methoden existieren auch bei den
”
Continu-
um“ Methoden nur wenige Anwendungen im Bereich kavitierender Pumpenstro¨mungen.
Dem Autor ist nur die Arbeit von Athavale et al. [3] aus diesem Bereich bekannt. Atha-
vale et al. verwenden das kommerzielle CFD Programm CFD-ACE+ der Firma CFDRC
(vgl. Tab. 2.1) fu¨r die Simulation der dreidimensionalen reibungsbehafteten kavitieren-
den Stro¨mung in einer Axialpumpe, in einer Radialpumpe sowie in einem Raketeninducer
zur Fo¨rderung von ﬂu¨ssigem Sauerstoﬀ. Die Autoren nennen ihr Kavitationsmodell
”
full
cavitation model“. Der Phasenu¨bergang wird mit Hilfe einer Ratengleichung beschrieben
(vgl. Gl. 2.3). Eine Besonderheit des
”
full cavitation model“ ist die Beru¨cksichtigung der
turbulenten Schwankungsbewegung und das Vorhandensein nicht kondensierbarer Gase.
Der Einﬂuß der turbulenten Schwankungsbewegungen auf die Kavitation wird u¨ber eine
Erho¨hung des kritischen Drucks pkrit = pvap + p
′
turb/2, der fu¨r den Kavitationsbeginn ver-
antwortlich ist, beru¨cksichtigt. Die turbulenten Druckschwankungen p′turb ergeben sich aus
der turbulenten Energie k: p′turb = 0.39ρk [3]. Die Berechnungsergebnisse sind in [3] nur
qualitativ dargestellt und nicht experimentell u¨berpru¨ft14.
13Experimentellen Messungen von Schallgeschwindigkeiten in Blasen-Flu¨ssigkeits-Gemischen haben erge-
ben, daß schon bei Zumischung eines geringen Gasvolumens die Schallgeschwindigkeit des Gemisches
weit unterhalb der Schallgeschwindigkeiten der reinen Phasen liegt [6].
14Aufgrund der in der vorliegenden Arbeit gemachten Erfahrungen erscheint die Anzahl der Berechnungs-
zellen (65000 Zellen bei der Axialpumpe, 53000 Zellen bei der Radialpumpe, 43000 Zellen bei dem
Inducer) fu¨r eine korrekte Auﬂo¨sung der dreidimensionalen Stro¨mung sowie der Kavitationspha¨nomene
deutlich zu niedrig.
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nuum“ Methoden einordnen lassen sich die
”
Two-Fluid“ Methoden, bei denen fu¨r beide
Phasen getrennte Gleichungen sowohl fu¨r die Massenbilanz als auch fu¨r die Impulsbilanz
gelo¨st werden [25]. U¨ber Kopplungsterme, die den Massen- und den Impulsaustausch zwi-
schen beiden Phasen beschreiben, sind beide Gleichungssysteme miteinander verbunden.
Außerdem wird noch ein Verfahren beno¨tigt, mit dem sich die Grenzﬂa¨che zwischen den
beiden Phasen rekonstruieren la¨ßt.
”
Two-Fluid“ Methoden haben den Vorteil, daß die Re-





Continuum“ Methoden ist der numerische Aufwand jedoch um ein
Vielfaches ho¨her. Aus diesem Grund wird die
”
Two-Fluid“ Methode nur selten verwendet.
Grogger und Alajbegovic untersuchen in [33] mit Hilfe des kommerziellen Programms Fire
(vgl. Tab. 2.1) eine kavitierende Du¨senstro¨mung.
Wegen der hohen technischen Relevanz von Kavitation wurden in den letzten Jahren in
eine Reihe von kommerziellen CFD Programmen Kavitationsmodelle implementiert. Da-
bei sollen, ohne Anspruch auf Vollsta¨ndigkeit, die Programme STAR-CD, Fluent, CFX,
Flow3D, CFD-ACE+ sowie Fire erwa¨hnt werden. Tabelle 2.1 gibt eine U¨bersicht u¨ber die
Kavitationsmodellierung in den unterschiedlichen Programmen. Da der Autor nur Erfah-
rung mit dem Programm STAR-CD hat, beruhen die Beschreibungen der anderen Pro-
gramme auf Informationen aus den jeweiligen Handbu¨chern bzw. aus Vero¨ﬀentlichungen,
deren Ergebnisse mit Hilfe des jeweiligen Programms berechnet wurden.
Abgesehen von dem Programm Fire der Firma AVL, das zur Gruppe der
”
Two-Fluid“
Methoden geho¨rt, handelt es sich bei allen anderen Programmen um
”
Continuum“ Me-
thoden. Bei allen Programmen wird der Phasenu¨bergang mit Hilfe einer Ratengleichung
beschrieben und eine zusa¨tzliche Transportgleichung fu¨r eine der beiden Phasen gelo¨st. Der
Phasenu¨bergang wird u¨ber einen Quellterm in der Transportgleichung und in der Konti-
nuita¨tsgleichung beschrieben. Bei STAR-CD, Fluent und Flow3D basiert diese Vorgehens-
weise auf der zur Simulation von Mehrphasenstro¨mung ohne Phasenu¨bergang entwickelten
Volume-of-Fluid Methode. Die fu¨r den Phasenu¨bergang verwendeten Modelle spiegeln die
gesamte Bandbreite der aus der Literatur bekannten Kavitationsmodelle wider.
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Phasenu¨bergang wird als Wachs-

















CEV-model“, d.h. constant enthal-





















Die Verdampfungsmenge ist pro-
portional zum Abstand des lo-
kalen Druckes vom Dampfdruck:
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full cavitation model“; der Phasen-
u¨bergang wird als Wachstumspro-
zess von Blasen mit Rayleigh-
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beginn von Sa¨ttigungsdampfdruck
und lokaler turbulenter Energie ab-
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Tabelle 2.1: U¨bersicht u¨ber die in kommerziellen CFD Programmen zur Verfu¨gung stehenden
Mo¨glichkeiten zur Berechnung kavitierender Stro¨mungen.
3 Stro¨mung in Kreiselpumpen
Bei der Untersuchung von Stro¨mungen in Kreiselpumpen ist zu beachten, daß es sich um
Stro¨mungen in einem rotierenden System handelt. Aus diesem Grund unterliegt die Relativ-
stro¨mung im rotierenden System sogenannten Scheinkra¨ften, der Zentrifugal- und der Co-
rioliskraft. Die Auswirkungen dieser Kra¨fte werden in Kap. 3.2 na¨her beschrieben. Die den
Stro¨mungsberechnungen zugrundeliegenden Gleichungen, die Navier-Stokes-Gleichungen
im rotierenden System, werden in Kap. 3.3 hergeleitet. Durch Einfu¨hrung der dimensions-
losen Kennzahlen, der Rossby-Zahl und der Ekman-Zahl, la¨ßt sich der Einﬂuß der Rotation




















Abbildung 3.1: Deﬁnition der in dieser Arbeit verwendeten Bezeichnungen fu¨r die Geschwin-
digkeitskomponenten an der Schaufelvorder- bzw. hinterkante sowie fu¨r die Schaufel- und die
Zustro¨mwinkel.
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Die in dieser Arbeit verwendeten Bezeichnungen fu¨r die Schaufelwinkel sowie fu¨r die Stro¨-
mungsgeschwindigkeiten sind in Abb. 3.1 dargestellt. Die Gro¨ßen am Laufradeintritt wer-
den generell mit dem Index
”1
“ versehen, die Gro¨ßen am Laufradaustritt mit dem Index
”2
“. Die Schaufelwinkel an der Schaufelvorder- bzw. hinterkante werden mit βs1 sowie βs2
bezeichnet, wohingegen die dazugeho¨rigen Stro¨mungswinkel mit β1 bzw. β2 bezeichnet
werden. In der Praxis ko¨nnen Schaufel- und Stro¨mungswinkel in Abha¨ngigkeit des Volu-
menstroms stark voneinander abweichen. Bei den Geschwindigkeiten wird zwischen der
Absolutgeschwindigkeit 3c, der Relativgeschwindigkeit 3w sowie der Umfangsgeschwindigkeit
3u unterschieden, zwischen denen der Zusammenhang 3c = 3w + 3u besteht.
3.2 Wirkung der Rotation
Fu¨r die Interpretation der Berechnungsergebnisse in Kap. 6 ist es notwendig, sich u¨ber
die Gro¨ßenordnung der bei der Laufradstro¨mung auftretenden Zentrifugal- und Corio-
lisbeschleunigung klar zu werden. Dazu zeigt Abb. 3.2 die an einem Fluidteilchen beim
Durchstro¨men eines rein radialen Laufrads mit ru¨ckwa¨rts gekru¨mmten Schaufeln wirksa-









Abbildung 3.2: Die an einem Fluidelement wirksamen Beschleunigungen bei der Durchstro¨mung
eines radialen Laufrads mit ru¨ckwa¨rts gekru¨mmten Schaufeln.
Auf ein Fluidteilchen, das an dem in Abb. 3.2 eingezeichneten Punkt auf einer Bahn mit
dem Kru¨mmungsradius Rs und der Relativgeschwindigkeit w stro¨mt, wirken neben den
Druckkra¨ften:
• bzr: Die Zentrifugalbeschleunigung aufgrund der Laufradrotation ω, bzr = ω2R.
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• bzs: Die Zentrifugalbeschleunigung aufgrund der Stromlinienkru¨mmung bzs = w2/Rs.
• bc: Die Coriolisbeschleunigung aufgrund der Laufradrotation und der Relativgeschwin-
digkeit w, bc = 2wω.
Der genaue Stro¨mungsverlauf im rotierenden Laufschaufelkanal ha¨ngt davon ab, welche
dieser Beschleunigungen dominiert. Mit den Gro¨ßen der in Kap. 6 untersuchten Pumpe
(Geometrie vgl. Abbn. 6.1 und 6.2) erfolgt dies bei dem Volumenstrom 272m3/h unter der
Annahme einer eindimensionalen schaufelkongruenten Stro¨mung fu¨r ein Fluidteilchen auf
dem Radius R = 0.2m sowie dem Radius R = 0.3m:
• R = 0.2m: bzr = 16.2m/s2, bzs = 6.8m/s2, bc = 23.4m/s2.
• R = 0.3m: bzr = 24.3m/s2, bzs = 3.1m/s2, bc = 15.7m/s2.
Die Relativgeschwindigkeit betra¨gt dabei w = V˙
2πRb
. Der Kru¨mmungsradius RS der Stromli-
nie wird unter der Annahme einer schaufelkongruenten Stro¨mung gleich dem Kru¨mmungs-
radius der Laufschaufel gesetzt, Rs = 0.248m. Die Drehgeschwindigkeit der Pumpe betra¨gt
ω = 9Hz.
Anschaulich la¨ßt sich der Rotationseinﬂuß auf die Relativstro¨mung erkla¨ren, indem
man sich die Relativstro¨mung als U¨berlagerung des Stro¨mungsbilds bei geschlossenem Lauf-
schaufelkanal (vgl. Abb. 3.3) und des Stro¨mungsbilds bei Durchstro¨mung des stehenden
Kanals entstanden denkt [61]: Beschleunigt man ein allseitig geschlossenes Radialrad aus
der Ruhe auf die Drehgeschwindigkeit ω, so bildet die Relativstro¨mung im Laufschaufelka-
nal unter der Annahme reibungsfreier Stro¨mung einen Wirbel, der mit derselben Winkel-
geschwindigkeit entgegengesetzt zur Laufradrotation dreht.
Abbildung 3.3: Relativstro¨mung in einem allseitig geschlossenen Radialrad unter der Annahme
reibungsfreier Stro¨mung (Relativwirbel) [61].
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Abbildung 3.3 zeigt die so entstandene Relativstro¨mung in einem allseitig geschlossenen
Radialrad. Dieser Wirbel wird als Relativwirbel bezeichnet1. Da die Geschwindigkeiten
des Relativwirbels auf der Druckseite der Schaufel entgegengesetzt zur Durchﬂußrichtung
gerichtet sind, ergeben sich dort bei der U¨berlagerung mit der Durchﬂußstro¨mung gerin-
gere Geschwindigkeiten. Auf der Saugseite der Pumpenschaufel versta¨rken sich die beiden
Stro¨mungen. Bei niedrigen Volumenstro¨men kann jedoch der Fall eintreten, daß die Durch-
stro¨mungsgeschwindigkeit geringer ist als die Geschwindigkeit des Relativwirbels, so daß
sich ein Rezirkulationsgebiet in der Na¨he der Schaufeldruckseite bildet (vgl. Abbn. 6.9, 6.10
und 6.11). Bei diesem Rezirkulationsgebiet handelt es sich demzufolge nicht um ein viko-
sita¨tsbedingtes Ablo¨segebiet, sondern um ein durch die Rotation verursachtes Pha¨nomen.
3.3 Erhaltungsgleichungen im rotierenden System
Die Stro¨mung reibungsbehafteter inkompressibler isothermer Fluide ohne Phasenu¨bergang
wird im ortsfesten Bezugssystem durch die Navier-Stokes-Gleichungen:
∂3c
∂t
+ (3c · ∇)3c = −1
ρ
∇p+ ν∇23c (3.1)
zusammen mit der Kontinuita¨tsgleichung:
∇ · 3c = 0 (3.2)
vollsta¨ndig beschrieben [71]. Außer der Stokesschen Hypothese, der Inkompressibilita¨t, der
Vernachla¨ssigung der Erdbeschleunigung sowie der Isothermie liegen den Gln. 3.1 und 3.2
keine weiteren Vereinfachungen zugrunde.
Im Hinblick auf die Stro¨mungsberechnung in einer Kreiselpumpe werden die Navier-
Stokes-Gleichungen in ein mit konstanter Winkelgeschwindigkeit 3ω rotierendes Relativsy-
stem transformiert. Mit 3c der Geschwindigkeit im Absolutsystem, 3w der Geschwindigkeit
im Relativsystem sowie 3x dem Ortsvektor im Relativsystem erha¨lt man die grundlegende
Transformationsvorschrift zwischen den beiden Bezugssystemen:
3c = 3w + 3ω × 3x. (3.3)
Neben der Geschwindigkeit mu¨ssen auch der Gradientoperator ∇, der Laplaceoperator ∇2
sowie die zeitliche Ableitung ins rotierende System transformiert werden. Der Gradientope-
rator ∇ und der Laplaceoperator ∇2 sind invariant gegenu¨ber Koordinatentransformation.












+ 3ω × 3c. (3.4)
1In [61] als ”relativer Kanalwirbel“ bezeichnet.





R“ stehen fu¨r Inertial- bzw. Relativsystem. Durch Einsetzen der




+ (3w · ∇)3w = −1
ρ
∇p+ ν∇2 3w − 23ω × 3w − 3ω × (3ω × 3x). (3.5)
Eine detailierte Herleitung ﬁndet man in [81]. Im Unterschied zu der urspru¨nglichen Glei-
chung (Gl. 3.1) stehen auf der rechten Seite von Gl. 3.5 zwei neue Terme. Der erste Term
23ω × 3w beschreibt die Corioliskraft, die senkrecht zur Rotationsachse und zur Geschwin-
digkeit wirkt. Der zweite Term 3ω × (3ω × 3x), proportional zum Quadrat der Rotationsge-
schwindigkeit, beschreibt die Zentrifugalkraft. Dabei handelt es sich um Volumenkra¨fte.
Die Zentrifugalkraft la¨ßt sich durch die folgende Umformung:







als Gradient der skalaren Funktion 1/2(3ω× 3x)2 schreiben und mit dem statischen Druck p
zum reduzierten Druck pred:
pred = p− 1
2
ρ(3ω × 3x)2 (3.7)
zusammenfassen. Unter der Annahme, daß die Rotationsachse mit der z-Achse des Rela-
tivsystems zusammenfa¨llt und r der Abstand zu dieser Achse ist, ergibt sich:
pred = p− ρω2r2. (3.8)
Der reduzierte Druck hat fu¨r die Relativstro¨mung im rotierenden System dieselbe Bedeu-
tung wie der statische Druck fu¨r die Stro¨mung im unbeschleunigten Inertialsystem. Damit
lauten die Navier-Stokes-Gleichungen fu¨r ein mit der konstanten Winkelgeschwindigkeit ω
um die z-Achse rotierendes System:
∂ 3w
∂t
+ (3w · ∇)3w = −1
ρ



















































































Die Kontinuita¨tsgleichung bleibt bei der Koordinatentransformation unvera¨ndert.
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Zur Untersuchung der allgemeinen Eigenschaften der Navier-Stokes-Gleichungen im ro-
tierenden System wird Gl. 3.9 mit einer charakteristischen Bezugsla¨nge lchar, einer charak-
teristischen Bezugsgeschwindigkeit wchar sowie der Winkelgeschwindigkeit ω dimensionslos
gemacht. Mit den folgenden Zusammenha¨ngen zwischen den dimensionsbehafteten und den
dimensionslosen (mit ∗ gekennzeichnet) Variablen:
3w = 3w∗wchar, p = p∗ρωlcharwchar, t = t∗
lchar
wchar
, ∇ = 1
lchar
∇∗, ∇2 = 1
l2char
∇∗2 (3.10)




= −∇∗p∗red − 23ez × 3w∗ + E∇∗2 3w∗, (3.11)
mit zwei neuen dimensionslosen Kennzahlen, der Rossby-Zahl , die das Verha¨ltnis zwischen














Der Quotient von Rossby-Zahl zu Ekman-Zahl /E stellt die Reynolds-Zahl dar. Fu¨r den
Fall, daß sowohl die Rossby-Zahl als auch die Ekman-Zahl sehr klein sind, d.h. die Corio-
liskraft u¨ber den Tra¨gheits- und den Za¨higkeitseinﬂuß dominiert, vereinfacht sich Gl. 3.11
zu:
23ez × 3w∗ = ∇∗p∗red. (3.14)
Da die Corioliskraft immer senkrecht zur Stro¨mungsgeschwindigkeit wirkt, ist der Druck-
gradient ebenfalls senkrecht zur Stro¨mungsgeschwindigkeit. Dies bedeutet, daß der Druck
entlang einer Stromlinie konstant ist im Gegensatz zu Stro¨mungen in nicht rotierenden
Systemen, bei denen Drucka¨nderungen entlang einer Stromlinie auftreten.
Fu¨r die in Kap. 6 untersuchte Kreiselpumpe (vgl. Abb. 6.1) bei dem Volumenstrom
272m3/h ergeben sich mit dem Eintrittsdurchmesser lchar = d1 = 0.204m, der Meridi-
ankomponente der Eintrittsgeschwindigkeit wchar = cm = 2.69m/s, ν = 10
−6m2/s und
der Drehfrequenz ω = 9Hz eine Rossby-Zahl von  ∼ 1.5 und eine Ekman-Zahl von
E ∼ 2.7 · 10−6. Dies entspricht einer Reynolds-Zahl von Re = 547000. Wegen der sehr
kleinen Ekman-Zahl spielen viskose Eﬀekte im Vergleich zum Einﬂuß der Corioliskraft
keine große Rolle. Dies erkennt man auch an der guten U¨bereinstimmung zwischen den Er-
gebnissen der reibungsfreien und der turbulenten Berechnung der Pumpenstro¨mung (vgl.
Kap. 6.2.6). Die Rossby-Zahl von 1.2 indiziert zwar, daß Tra¨gheitseﬀekte deutlich wichtiger
sind als Za¨higkeitseﬀekte, sie werden jedoch ebenfalls von der Corioliskraft u¨berlagert.
Diese Aussagen gelten nicht fu¨r das gesamte Stro¨mungsfeld, da sich lokal ganz andere
Werte fu¨r E und  ergeben ko¨nnen, z.B. in Grenzschichten mit sehr kleinem l (l ∼ 10−3m)
sowie in Gebieten mit U¨bergeschwindigkeiten (Umstro¨mung der Schaufelvorderkante).
4 Numerische Stro¨mungsmechanik
Fu¨r die mathematische Beschreibung stro¨mungstechnischer Vorga¨nge sind meistens parti-
elle Diﬀerentialgleichungen notwendig (vgl. z.B. Kap. 3.3), die ha¨uﬁg nur numerisch gelo¨st
werden ko¨nnen. Dabei werden die Diﬀerentialgleichungen in ein System von algebraischen
Gleichungen transformiert, dessen Lo¨sung dann die gesuchten Stro¨mungsgro¨ßen an dis-
kreten Punkten im Stro¨mungsfeld liefert. Fu¨r die numerischen Stro¨mungsberechnungen
in dieser Arbeit wird das kommerzielle CFD-Programm STAR-CD verwendet. Da das in
STAR-CD verwendete numerische Verfahren in [14] ausfu¨hrlich beschrieben ist, werden in
diesem Kapital nur die prinzipielle Vorgehensweise bei der numerischen Stro¨mungsberech-
nung sowie die zugrundeliegenden Annahmen dargestellt.
4.1 Grundlagen
Das in dieser Arbeit verwendete Programm STAR-CD basiert auf der Finite-Volumen
Methode. Bei der Finiten-Volumen Methode wird das Stro¨mungsgebiet in kleine Kontroll-
volumen aufgeteilt (vgl. Abb. 4.1).
P
Abbildung 4.1: Beispielhafte Darstellung eines Kontrollvolumens mit dem Volumen V und der
Oberﬂa¨che A um den Punkt P, an dem die Zustandsvariablen gespeichert sind.









ρ3c · 3ndA = 0, (4.1)
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ρ3c3c · 3ndA =∑ f, (4.2)
mit V , dem Volumen des Kontrollvolumens, A, der Oberﬂa¨che des Kontrollvolumens, 3n,
einem Einheitsvektor normal zu A, nach außen gerichtet. Die an einem Kontrollvolumen
angreifenden Kra¨fte f lassen sich in Oberﬂa¨chenkra¨fte (Druck, Reibungskra¨fte, Oberﬂa¨-
chenspannung, ...) und Volumenkra¨fte (Schwerkraft, Zentrifugalkraft, Corioliskraft, ...) ein-
teilen. Der Vorteil von Finite-Volumen-Verfahren gegenu¨ber Finite-Diﬀerenzen-Verfahren
ist, daß die Erhaltungsgleichungen automatisch fu¨r das gesamte Stro¨mungsfeld erfu¨llt sind,
wenn sie fu¨r jedes einzelne Kontrollvolumen erfu¨llt sind [27]. Die Gln. 4.1 und 4.2 be-
schreiben die Stro¨mung in solch einem Kontrollvolumen exakt. Ihre Lo¨sung ist jedoch nur
na¨herungsweise mo¨glich.
1. Na¨herungsweise Berechnung der Oberﬂa¨chenintegrale
Es wird angenommen, daß das Kontrollvolumen, wie in Abb. 4.1 dargestellt, eine quader-
fo¨rmige Gestalt hat, so daß sich die Oberﬂa¨che in sechs unterschiedliche ebene Fla¨chen
unterteilen la¨ßt. Der Gesamtﬂuß F u¨ber die Oberﬂa¨che des Kontrollvolumens la¨ßt sich








mit f , der Komponente des konvektiven (ρΦ3c · 3n) oder des diﬀusiven (ΓgradΦ · 3n) Vektors
normal zu der jeweiligen Oberﬂa¨che Ak.
Fu¨r die exakte Auswertung des Integrals ist es notwendig, den Integranden f auf der
gesamten Fla¨che Ak zu kennen. Da die Zustandsvariablen nur an den Mittelpunkten der
Kontrollvolumina gespeichert sind (
”
colocated arrangement“), ist f u¨berhaupt nicht an der
Oberﬂa¨che des Kontrollvolumens bekannt. Aus diesem Grund sind fu¨r die na¨herungsweise
Berechnung des Integrals zwei Schritte notwendig:
• Interpolation des Integranden f auf die Oberﬂa¨che des Kontrollvolumens.
• Na¨herungsweise Berechnung des Oberﬂa¨chenintegrals mit Hilfe der auf die Zellﬂa¨che
interpolierten Werte von f .
Die einfachste und in der Praxis am ha¨uﬁgsten angewandte Na¨herung fu¨r die Berechnung
eines Oberﬂa¨chenintegrals ist die Mittelpunktsregel. Bei der Mittelpunktsregel wird das
Integral na¨herungsweise als Produkt aus dem Integranden am Fla¨chenmittelpunkt (der





fdA = f¯kAk ≈ fkAk. (4.4)
Die Mittelpunktsregel ist zweiter Ordnung genau. Eine Erho¨hung der Genauigkeit ist nur
mo¨glich, wenn der Integrand f an mehreren Stellen der Oberﬂa¨che ausgewertet wird. Da
die Werte fu¨r f an der Zellﬂa¨che selbst Na¨herungen sind, ha¨ngt die Gesamtgenauigkeit des
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Verfahrens auch von der Genauigkeit des Interpolationsverfahrens ab, mit dem f an der
Zellﬂa¨che berechnet wird. Fu¨r die Gesamtgenauigkeit ist die jeweils geringere Genauigkeit
ausschlaggebend. Eine Interpolation mit einer Genauigkeit vierter Ordnung bringt deshalb
bei Verwendung der Mittelpunktsregel keine Verbesserung der Genauigkeit. Ebensowenig
sinnvoll ist die Verwendung der Simpson-Regel (4. Ordnung genau) als Na¨herung fu¨r das
Integral [27], wenn die Interpolation von f nur erster Ordnung genau erfolgt.
2. Na¨herungsweise Berechnung der Volumenintegrale
Die einfachste und zweiter Ordnung genaue Na¨herung fu¨r das Volumenintegral besteht
darin, das Volumenintegral durch das Produkt aus dem Wert des Integranden am Zellmit-




qdV = q¯∆V ≈ qp∆V, (4.5)
mit qp dem Wert am Kontrollvolumenmittelpunkt. Diese Gro¨ße kann einfach ausgewertet
werden, da alle Zustandsgro¨ßen am Kontrollmittelpunkt zur Verfu¨gung stehen, so daß keine
Interpolation erforderlich ist. Eine Na¨herung ho¨herer Ordnung erfordert Werte von q an
weiteren Stellen im Volumen. Diese Werte mu¨ssen durch Interpolation gewonnen werden
(vgl. [27]). Die Zentrifugal- und die Corioliskraft, die bei den Pumpenberechnungen im
rotierenden System auftreten, stellen zwei Beispiele fu¨r Volumenkra¨fte dar, deren Wirkung
auf diese Weise beru¨cksichtigt wird.
3. Interpolationsverfahren
In der numerischen Stro¨mungsberechnung existieren eine Vielzahl von unterschiedlichen
Interpolationsverfahren. Hier sollen nur die im Rahmen dieser Arbeit fu¨r die Diskretisie-
rung der konvektiven Terme verwendeten Interpolationsverfahren beschrieben werden (vgl.
Kap. 6):
• Upwind diﬀerencing scheme (UDS).
• Quadratic upstream interpolation of convective kinematics (QUICK).
• Monotone advection and reconstruction scheme (MARS).
Mit Hilfe des Ausschnitts eines zweidimensionalen Berechnungsgitters in Abb. 4.2 wer-
den die unterschiedlichen Interpolationsverfahren anhand der Interpolation von Φ auf die
mit j gekennzeichnete Fla¨che zwischen den Zellen P und N+ erla¨utert. Fj beschreibt den
Massenstrom durch diese Fla¨che, der als bekannt vorausgesetzt wird.
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P N +N -- N - N ++Fj
Fläche j
Abbildung 4.2: Bezeichungen der Zellmittelpunkte am Beispiel eines zweidimensionalen Berech-
nungsgitters fu¨r die Erkla¨rung der unterschiedlichen Interpolationsverfahren (vgl. [14]).




ΦP fu¨r Fj ≥ 0
ΦN+ fu¨r Fj < 0.
(4.6)
Das Upwind-Interpolationsverfahren besitzt eine Genauigkeit erster Ordnung. Die Lo¨sung
liegt innerhalb der physikalischen Grenzen. Aufgrund des Abbruchfehlers, der die mathema-
tische Form einer Diﬀusion hat, werden Gradienten im Stro¨mungsfeld verschmiert. Dieser
Eﬀekt kann jedoch durch eine Gitterverfeinerung im Bereich der Gradienten vermindert
werden.
Bei dem QUICK-Interpolationsverfahren wird fu¨r die Interpolation von Φj eine Parabel
durch zwei Punkte stromauf und einen Punkt stromab gelegt:
Φj =
{
g1ΦN− + g2ΦN+ + (1− g1 + g2)ΦP fu¨r Fj ≥ 0
g3ΦN++ + g2ΦN+ + (1− g2 + g3)ΦP fu¨r Fj < 0. (4.7)
Bei den Koeﬃzienten gi handelt es sich um die sogenannten Interpolationsfaktoren, die bei
a¨quidistantem und orthogonalem Berechnungsgitter im gesamten Rechengebiet konstant
sind. Ist dies nicht der Fall, so sind die Ausdru¨cke fu¨r gi kompliziert [27]. Das QUICK-
Diskretisierungsverfahren ist dritter Ordnung genau. In Verbindung mit der Mittelpunkts-
regel fu¨r die na¨herungsweise Berechnung des Oberﬂa¨chenintegrals ist das Gesamtverfahren
jedoch nur zweiter Ordnung genau (die Genauigkeit der Mittelpunktsregel).
Bei dem MARS-Interpolationsverfahren handelt es sich um ein zweiter Ordnung ge-
naues Interpolationsverfahren, das aus zwei Schritten besteht [14]. In einem ersten Schritt
wird mit einer
”
Total Variation Diminishing“ Methode (TVD) eine Reihe von Gradien-
ten berechnet. Zusammen mit den Stro¨mungsvariablen im Zellmittelpunkt stellen die so
berechneten Gradienten eine zweiter Ordnung genaue ra¨umliche Diskretisierung dar. In
einem zweiten Schritt werden die so auf die Zelloberﬂa¨che rekonstruierten Stro¨mungsva-
riablen dazu verwendet, die Flu¨sse u¨ber die Zelloberﬂa¨che fu¨r alle konvektierten Variablen
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zu berechnen. Dabei ist es mit Hilfe eines
”
compression level“ mo¨glich zu kontrollieren,
wieviel Information von stromauf bei der Interpolation beru¨cksichtigt wird, ohne daß die
Genauigkeit der Berechnung abnimmt [14].
4. Zeitliche Diskretisierung
Bei der Berechnung instationa¨rer Stro¨mungen ist es notwendig, zusa¨tzlich zum Raum auch
die Zeit zu diskretisieren. Der große Unterschied zwischen Zeit und Raum ist die Ausbrei-
tung von Sto¨rungen. Wa¨hrend sich Sto¨rungen im Raum in der Regel in alle Richtungen
ausbreiten (elliptisches Verhalten), haben sie zeitlich betrachtet nur eine Auswirkung auf
die Zukunft und nicht in die Vergangenheit (parabolisches Verhalten).
Wegen der hohen Stabilita¨t wird in dem Programm STAR-CD die zeitliche Diskre-
tisierung mit einem impliziten Verfahren durchgefu¨hrt (Euler Implicit, 1.Ordnung genau
oder Crank-Nicolson, 2.Ordnung genau). Bei einem impliziten Verfahren besteht prinzipi-
ell keine Beschra¨nkung hinsichtlich der Zeitschrittweite ∆t. Die Zeitschrittweite ist jedoch
durch die ho¨chste Frequenz in der Stro¨mung, die zeitlich aufgelo¨st werden soll, begrenzt.
Außerdem empﬁehlt es sich, den Zeitschritt nicht zu groß werden zu lassen, um die Ho¨he
der zeitlichen Diskretisierungsfehler zu begrenzen.
4.2 Lo¨sungsalgorithmus fu¨r die einphasige Stro¨mung
Die Lo¨sung der Navier-Stokes-Gleichungen fu¨r inkompressible Stro¨mungen ist dadurch er-
schwert, daß keine eigene Gleichung fu¨r den Druck existiert, dessen Ableitung jedoch in
allen drei Impulsgleichungen auftaucht (vgl. Gl. 3.1). Des weiteren hat die Kontinuita¨ts-
gleichung (vgl. Gl. 3.2) bei einer inkompressiblen Stro¨mung keine dominierende Variable,
so daß sie eher einer kinematischen Vertra¨glichkeitsbedingung a¨hnelt als einer dynamischen
Gleichung. Eine Lo¨sung dieses Problems besteht darin, das Druckfeld so zu konstruieren,
daß sich ein Geschwindigkeitsfeld einstellt, das automatisch die Kontinuita¨tsgleichung er-
fu¨llt.
In dem kommerziellen Programm STAR-CD stehen dazu drei unterschiedliche Verfah-
ren zur Verfu¨gung, die alle auf dem SIMPLE-Verfahren (Semi-Implicit Method for Pressure
Linked Equations) (vgl. [27]) beruhen. Neben dem SIMPLE-Verfahren sind dies das PISO-
Verfahren (Pressure Implicit with Splitting of Operators) [45] und das SIMPISO-Verfahren,
das eine Kombination aus beiden darstellt.
4.3 Turbulenzmodellierung
Die Navier-Stokes-Gleichungen beschreiben sowohl laminare als auch turbulente Stro¨mun-
gen. Zur ra¨umlichen und zeitlichen Auﬂo¨sung der Turbulenzpha¨nomene ist es jedoch not-
wendig, abha¨ngig von der Reynolds-Zahl der Stro¨mung ein sehr feines Diskretisierungsgitter
und einen sehr kleinen Zeitschritt zu verwenden (DNS, Direkte Numerische Simulation),
was zu einem erheblichen Berechnungsaufwand fu¨hrt, der mit den heutigen Rechnerleistun-
gen fu¨r technisch relevante Stro¨mungen noch nicht zu bewa¨ltigen ist. In den meisten Fa¨llen
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ist man aber nicht an den turbulenten Schwankungen selbst interessiert, sondern nur an
dem zeitlichen Mittel der turbulenten Stro¨mung, so daß es mo¨glich ist, diesen Aufwand
zu verringern. Dazu werden die Stro¨mungsgro¨ßen in einen zeitlichen Mittelwert und einen
Schwankungswert aufgespalten:
p = p¯+ p′, ci = c¯i + c′i. (4.8)
Um Komplikationen zwischen dem Vektorpfeil und den gemittelten Variablen zu vermei-
den, wird in diesem Kapitel die Index-Schreibweise verwendet. Die Schwankungswerte (die
gestrichenen Werte) sind im zeitlichen Mittel null, d.h. c¯′i = 0, p¯′ = 0. Werden die Be-
ziehungen aus Gl. 4.8 in die Navier-Stokes-Gleichungen eingesetzt (vgl. Gl. 3.1), so erha¨lt




















Die Kontinuita¨tsgleichung, Gl. 3.2, ist unvera¨ndert auch fu¨r die zeitlich gemittelten Ge-
schwindigkeiten gu¨ltig. In Gl. 4.9 taucht aufgrund der Mittelung ein zusa¨tzlicher Term
−c′jc′i, die sogenannten Reynolds-Spannungen auf. Die Reynolds-Spannungen bilden einen
Tensor, bei dem sechs der neun Komponenten voneinander unabha¨ngig sind. Es existieren
demnach nur vier Gleichungen zur Bestimmung von zehn Unbekannten (drei gemittelte
Geschwindigkeitskomponenten, der gemittelte Druck sowie sechs Reynolds-Spannungen).
Dieses Schließungsproblem muß mit Hilfe eines Turbulenzmodells gelo¨st werden.
Die am ha¨uﬁgsten in der Praxis verwendeten Turbulenzmodelle beruhen auf dem Wir-
belviskosita¨tsprinzip, d.h. es wird davon ausgegangen, daß die Reynolds-Spannungen pro-
portional zu den gemittelten Geschwindigkeitsgradienten der Hauptstro¨mung sind, so daß
die Wirkung der Turbulenz als zusa¨tzliche Viskosita¨t, der sogenannten
”
turbulenten“ Vis-
kosita¨t µt, modelliert werden (Boussinesq-Ansatz):
µges = µ+ µt. (4.10)
Die
”
turbulente“ Viskosta¨t µt ist im Gegensatz zu der molekularen Viskosita¨t µ keine
Stoﬀkonstante, sondern ha¨ngt von dem lokalen Geschwindigkeitsfeld ab. In dem Programm
STAR-CD stehen fu¨r die Berechnung von µt eine Reihe unterschiedlicher Turbulenzmodelle
zur Verfu¨gung [14]. Bei allen im Rahmen dieser Arbeit durchgefu¨hrten Berechnungen wird
jedoch ein k − -Turbulenzmodell fu¨r die Turbulenzmodellierung verwendet.
Bei einem k− -Turbulenzmodell werden zwei zusa¨tzliche Transportgleichungen fu¨r die
turbulente kinetische Energie k = 1
2






im Stro¨mungsbereich gelo¨st. Die turbulente Viskosita¨t wird nach Gl. 4.11 aus den lokalen






mit der empirischen Konstante Cµ und dem Koeﬃzienten fµ, der sich bei den verschiedenen
Modellvarianten unterscheidet [14].
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Bei der turbulenten Stro¨mungsberechnung mit k−  Turbulenzmodell ist es notwendig,
am Eintritt neben dem Geschwindigkeitsproﬁl auch die Verteilung der kinetischen Energie
der Turbulenz k und der turbulenten Dissipation  festzulegen. Diese Werte werden als
Randbedingung in den Transportgleichungen von k und  beno¨tigt. Statt der schwer ab-
scha¨tzbaren Gro¨ßen k und  ist es einfacher, den Turbulenzgrad I und eine charakteristische








mit der turbulenten kinetischen Energie k verknu¨pft. Das turbulente La¨ngenmaß L ergibt





mit der turbulenten kinetischen Energie k und der turbulenten Dissipation .
4.4 Numerische Behandlung der
Zweiphasenstro¨mung
Bei einer kavitierenden Stro¨mung handelt es sich um eine Zweiphasenstro¨mung, in der sehr
große Dichteunterschiede auftreten (ρl = 1000 kg/m
3 bzw. ρl = 1000 kg/m
3 ). Dies stellt
hohe Anforderungen an die Stabilita¨t des numerischen Verfahrens. Aus diesem Grund ba-
siert die numerische Berechnung von kavitierenden Stro¨mungen in dem Programm STAR-
CD auf der Volume-of-Fluid Methode (vgl. Kap. 4.4.1), die urspru¨nglich zur Berechnung
von Zweiphasenstro¨mungen zweier unmischbarer Fluide mit stark unterschiedlicher Dichte,
jedoch ohne Phasenu¨bergang, entwickelt wurde [39].
4.4.1 Die Volume-of-Fluid Methode ohne Phasenu¨bergang
Bei der Volume-of-Fluid Methode werden die beiden unterschiedlichen Fluide als ein Fluid
mit variabler Dichte behandelt, fu¨r das die Erhaltungsgleichungen fu¨r Masse und Impuls
gelo¨st werden (homogene Annahme). Zusa¨tzlich dazu wird eine zusa¨tzliche Transportglei-
chung fu¨r den Volumenanteil α eines der Fluide gelo¨st (vgl. Gl. 4.16). Der Volumenanteil
α ist nach Gl. 4.14 als volumetrischer Dampfanteil des Fluids 1 in einer Berechungszelle
deﬁniert:
α =
Volumen des Fluids 1 in einer Berechnungszelle
Gesamtvolumen der Berechnungszelle
(4.14)
Die beiden Fluide werden durch bestimmte Werte von α beschrieben (z.B. α = 1 bedeutet
Fluid 1, α = 0 bedeutet Fluid 2). Die Dichte und die Viskosita¨t in der Impulsgleichung
werden mit den Beziehungen in Gl. 4.15 bestimmt:
ρ = αρ1 + (1− α)ρ2 , µ = αµ1 + (1− α)µ2, (4.15)
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mit ρ1 und µ1, der Dichte und der Viskosita¨t von Fluid 1, sowie ρ2 und µ2, der Dichte und
der Viskosita¨t von Fluid 2. Unter der Annahme, daß beide Fluide inkompressibel sind, ist






+ 3c · ∇α = 0 (4.16)
Bei Gl. 4.16 handelt es sich um eine Transportgleichung fu¨r α. Durch die zusa¨tzliche Trans-
portgleichung ist es bei der Berechnung der Zweiphasenstro¨mung mo¨glich, die inkompressi-
ble Kontinuita¨tsgleichung zu verwenden, die die Volumenerhaltung gewa¨hrleistet1. Demzu-
folge wird die Kontinuita¨tsgleichung fu¨r ein kompressibles Fluid durch die Kontinuita¨tsglei-
chung fu¨r ein inkompressibles Fluid in Verbindung mit der Transportgleichung fu¨r α (vgl.
Gl. 4.16) ersetzt. Durch diese Vorgehensweise ist die Dichtea¨nderung aus dem iterativen
Lo¨sungsvorgang des SIMPLE- bzw. des PISO-Algorithmus entfernt.
Besondere Bedeutung kommt der Diskretisierung der Transportgleichung fu¨r α (Gl.
4.16) zu bzw. der Interpolation von αf fu¨r die Berechnung der konvektiven Flu¨sse. Normale
Interpolationsverfahren sind dazu nicht geeignet, da bei Verwendung von Interpolationsver-
fahren ho¨herer Ordnung, z.B. dem Zentrale Diﬀerenzen-Verfahren, die Begrenzung von α
zwischen null und eins nicht mehr gewa¨hrleistet ist. Verfahren, die dies gewa¨hrleisten, z.B.
das Upwind-Verfahren, sind jedoch zu diﬀusiv, so daß sich das scharfe Interface zwischen
den beiden Fluiden aufweitet. Aus diesem Grund werden fu¨r die Interpolation sogenannte
”
kompressive“ Diskretisierungsschemata verwendet, die gleichzeitig den Wert von α zwi-
schen null und eins begrenzen und ein scharfes Interface beibehalten. Ein Beispiel fu¨r ein
”
kompressives“ Diskretisierungsschema ist das CICSAM-Verfahren (Compressive Interface
Capturing Scheme for Arbitrary Meshes) von Ubbink [89]. In der Arbeit von Ubbink [89],
ﬁndet sich auch eine detaillierte und gut versta¨ndliche Beschreibung der Volume-of-Fluid
Methode.
4.4.2 Die Volume-of-Fluid Methode mit Phasenu¨bergang
Fu¨r die Berechnung von Kavitation wird die in Kap. 4.4.1 beschriebene Methode modi-
ﬁziert, da in kavitierenden Stro¨mungen ein Phasenu¨bergang auftritt, der mit einer Volu-
menproduktion (Verdampfung) bzw. einer Volumenvernichtung (Kondensation) verbunden
ist. Bei den beiden Fluiden handelt es im Fall von Kavitation um Wasser und Dampf. Die





Die Dichte und die Viskosita¨t des Wasser/Dampf-Gemisches ergeben sich aus Gl. 4.18:
ρ = αρv + (1− α)ρl , µ = αµv + (1− α)µl, (4.18)
1Bei inkompressiblen Stro¨mungen ist die Erhaltung von Masse und von Volumen gleichzeitig erfu¨llt.
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mit ρl und µl, der Dichte und der Viskosita¨t von Wasser, sowie ρv und µv, der Dichte und
der Viskosita¨t von Dampf. Fu¨r die Beru¨cksichtigung des Phasenu¨bergangs wird sowohl in
der Kontinuita¨tsgleichung (Gl. 4.19) als auch in der Transportgleichung fu¨r α (Gl. 4.21)
ein Quellterm hinzugefu¨gt:












Im Gegensatz zu Zweiphasenstro¨mungen ohne Phasenu¨bergang, bei denen die rechte Seite
von Gl. 4.19 immer null ist, beschreibt die rechte Seite von Gl. 4.19 bei der Berechnung
kavitierender Stro¨mungen den Einﬂuß der Volumenzunahme und der Volumenabnahme
aufgrund des Verdampfungs- bzw. des Kavitationsprozesses. Die Verdampfungs- bzw. Kon-
densationsmenge wird durch das Kavitationsmodell vorhergesagt (vgl. Kap. 5.1), das als
Quellterm S˙ in der Kontinuita¨ts- und in der Transportgleichung fu¨r α implementiert ist.
Der Quellterm S˙ lautet bei Verwendung des in Kap. 5.1 beschriebenen Kavitationsmodells












Neben der Kontinuita¨tsgleichung muß der Phasenu¨bergang auch in der Transportgleichung
fu¨r den Dampfgehalt α beru¨cksichtigt werden. Bei Beru¨cksichtigung des Phasenu¨bergangs












Diese Vorgehensweise fu¨r die Berechnung kavitierender Stro¨mungen zeichnet sich durch
eine sehr hohe Stabilita¨t aus. Wegen der Verwendung der nicht-konservativen Form der
Kontinuita¨tsgleichung werden an den Zellgrenzen nicht die Massenﬂu¨sse bilanziert, sondern
die Volumenﬂu¨sse. Es ist jedoch zu beachten, daß fu¨r die Dichte in der Impulsgleichung die
expliziten Werte aus der Transportgleichung fu¨r den Dampfanteil α (Gl. 4.21) verwendet
werden.
Die genaue Beschreibung des Kavitationsmodells und der den Berechnungen zugrun-
deliegenden Annahmen beﬁndet sich in Kap. 5.
4.5 Gittergenerierung
Die in dieser Arbeit verwendeten Berechnungsgitter werden in den Abbn. 6.3 und 6.28
gezeigt. Dabei handelt es sich um quasi strukturierte Gitter, die aus Hexaedern beste-
hen. Obwohl es mit dem kommerziellen Programm STAR-CD mo¨glich ist, unstrukturierte
Berechnungsgitter zu verwenden, werden aus Gru¨nden der Rechengenauigkeit und der ku¨r-
zeren Rechenzeit (weniger Rechenzellen) quasi-strukturierte Berechnungsgitter verwendet.
Bei der Erzeugung strukturierter Berechnungsgitter sollten die folgenden Hinweise beachtet
werden, da durch geschickte Anordnung der Gitterzellen die Genauigkeit der Berechnung
bei gleichbleibender Zellenanzahl deutlich gesteigert werden kann:
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• Die Gitterlinien sollten mo¨glichst orthogonal verlaufen und idealerweise entlang der
Stromlinien.
• Elementgro¨ßen sollten sich nicht sprunghaft a¨ndern.
• Das Verha¨ltnis von La¨nge zu Breite einer Zelle sollte 10-50 nicht u¨berschreiten.
• Fu¨r eine korrekte Berechnung der Turbulenz in Wandna¨he ist es bei Verwendung des
logarithmischen Wandgesetzes notwendig, daß der dimensionslose Wandabstand y+
der wandna¨chsten Zelle zwischen 30 und 100 liegt.
• Im Bereich starker Gradienten sollte das Gitter fein gestaltet werden.
5 Grundlegende Untersuchung des
Kavitationsmodells
Fu¨r die Simulation kavitierender Stro¨mungen stehen in dem kommerziellen Programm





bubble two-phase model“ genannt werden. Wie in Kap. 5.1 begru¨ndet wird,





barotropic model“ wurde urspru¨nglich von Schmidt fu¨r die Berech-
nung von Kavitation in Einspritzdu¨sen entwickelt [14, 72]. Aufgrund der in Einspritzdu¨sen
herrschenden kleinen Abmessungen und Zeitskalen muß dieses Kavitationsmodell fu¨r die
Berechnung von Kavitation in Pumpen adaptiert werden (vgl. Kap. 5.2). Testrechnungen
einer kavitierenden Du¨senstro¨mung zeigen gute U¨bereinstimmung mit den am Fachgebiet
Stro¨mungsmaschinen entwickelten Kavitationsmodellen [68, 91] (vgl. Kap. 5.4). Die in die-
ser Du¨se auftretenden Stro¨mungsgeschwindigkeiten und La¨ngenskalen sind mit denen der
untersuchten Pumpe vergleichbar. Daru¨ber hinaus wird mit Hilfe dieser Simulationen das
Verhalten des Kavitationsmodells bezu¨glich der Reproduktion von Maßstabseﬀekten un-
tersucht (vgl. Kap. 5.5).
5.1 Modellbeschreibung
Der wesentliche Unterschied zwischen den beiden in STAR-CD implementierten Kavita-
tionsmodellen, dem
”
barotropic model“ und dem
”
bubble two-phase model“, liegt in der
Bestimmung des kritischen Druckes pkrit, bei dessen Unterschreiten Kavitation auftritt.
Wa¨hrend bei dem
”
barotropic model“ der kritische Druck konstant ist und gleich dem
Dampfdruck gesetzt wird:
pkrit = pvap, (5.1)
errechnet sich pkrit bei dem ”
bubble two-phase model“ nach Gl. 5.2:




mit der Oberﬂa¨chenspannung σ′ und dem lokalen Blasenradius R, der mit Hilfe der Kei-
manzahl no aus dem Dampfgehalt der jeweiligen Berechnungszelle unter der Annahme
kugelfo¨rmiger Dampfblasen rekonstruiert wird [14]. Durch die Korrektur von pvap wird
beru¨cksichtigt, daß innerhalb der Kavitationsblase aufgrund der Oberﬂa¨chenspannung ein
35
36 5 Grundlegende Untersuchung des Kavitationsmodells
ho¨herer Druck herrscht als außerhalb der Blase in der umgebenden Flu¨ssigkeit. Aus diesem
Grund scheint das
”
bubble two-phase model“ die physikalischen Vorga¨nge bei Kavitati-
on besser zu beschreiben als das
”
barotropic model“. Testrechnungen zeigen jedoch, daß
die Auswirkung der Oberﬂa¨chenspannung bei Verwendung von Gl. 5.2 in den Berechnun-
gen u¨berscha¨tzt wird und Kavitation in Abha¨ngigkeit des Anfangskeimradius Ro erst bei
Dru¨cken weit unterhalb des Dampfdrucks pvap auftritt.
Im Experiment tritt Kavitation jedoch normalerweise bei Dampfdruck auf sofern eine
ausreichende Anzahl an Kavitationskeimen in der Flu¨ssigkeit vorhanden ist. Dies la¨ßt sich
physikalisch u.a. durch die in turbulenten Stro¨mungen vorhandenen Druckschwankungen
sowie mit Abweichungen der Kavitationsblasen von der Kugelform, verursacht durch Sto¨-
rungen im Stro¨mungsgebiet wie z.B. feste Wa¨nde, Oberﬂa¨chenrauhigkeit, Blasen-Blasen
Wechselwirkung, ...) erkla¨ren, die die Wirkung der Oberﬂa¨chenspannung abschwa¨chen. Da
in der Berechnung weder die turbulenten Druckschwankungen (Reynoldsmittelung) noch
die Verformung der Kavitationsblasen direkt beru¨cksichtigt werden, liefert das
”
barotropic






barotropic model“ handelt es sich um eine Zustandsgesetzmethode (vgl.
Kap. 2.2), die urspru¨nglich von Schmidt [72] vorgeschlagen wurde [14]. Bei einer Zustands-
gesetzmethode wird der Verdampfungs- und Kondensationsprozess mit Hilfe eines verein-









mit der Variable a, die von Schmidt als Schallgeschwindigkeit bezeichnet wird [72]. Durch
Umformung von Gl. 5.3 und Multiplikation beider Seiten mit 1/dt ergibt sich Gl. 5.4, die









Die Schallgeschwindigkeit a variiert in Abha¨ngigkeit des Dampfgehalts. Die von Schmidt
angegebene Verteilung von a = f(α) beruht auf einem Vorschlag von Wallis [92]:
a =
√√√√√ 1









mit av, der Schallgeschwindigkeit in reinem Dampf, al, der Schallgeschwindigkeit in der
Flu¨ssigkeit und α, dem volumetrischen Dampfgehalt, der nach Gl. 5.6 deﬁniert ist:
α =
ρ− ρl
ρv − ρl . (5.6)
1Die ausschließliche Verwendung von Gl. 5.3 fu¨r die Beschreibung des Phasenu¨bergangs beruht auf der
Annahme, daß bei Kavitation die treibenden mechanischen Kra¨fte deutlich gro¨ßer sind als thermische
Eﬀekte und viskose Verluste. Aus diesem Grund ist es nicht notwendig, eine zusa¨tzliche Energieglei-
chung fu¨r die Stro¨mung zu lo¨sen, durch die diese Eﬀekte beru¨cksichtigt werden. Dies bedeutet, daß der
Phasenu¨bergang als reversibler Prozeß modelliert wird.
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Unter der Annahme konstanter Schallgeschwindigkeit fu¨r die gesa¨ttigten Phasen kann
Gl. 5.3 in Verbindung mit Gl. 5.5 als Funktion von α analytisch integriert werden [73]:





l (ρv − ρl)
ρ2va
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v(ρl + α(ρv − ρl))
ρl(ρva2v − α(ρva2v − ρla2l ))
)
. (5.7)
Bei Gl. 5.7 handelt es sich um die mathematische Beschreibung des von Schmidt verwende-
ten Zustandsgesetzes, durch das ein eindeutiger Zusammenhang zwischen dem Druck und
der Dichte hergestellt wird.
Abbildung 5.1 zeigt die Auswertung der Gln. 5.5 und 5.7 mit den in [14] Parame-
tern ρl = 1000 kg/m
3, ρv = 0.1 kg/m
3, al = 1450m/s, av = 340m/s (fu¨r die Schallge-
schwindigkeit in reinem Dampf wird na¨herungsweise der Wert fu¨r Luft verwendet) sowie
pvap = 2300Pa. Die linken Seite von Abb. 5.1 zeigt den Verlauf der Schallgeschwindigkeit
a u¨ber dem Dampfgehalt α nach Gl. 5.5, wa¨hrend auf der rechten Seite die dazugeho¨rige
integrierte Zustandsfunktion nach Gl. 5.7 dargestellt ist.

















Abbildung 5.1: Linke Seite: Verlauf der Schallgeschwindigkeit a fu¨r das Wasser/Dampf-Gemisch
nach Gl. 5.5 (Auschnitt fu¨r a < 200m/s). Rechte Seite: Integrierte Zustandsfunktion nach Gl. 5.7.
Parameter: ρl = 1000 kg/m
3, ρv = 0.1 kg/m3, al = 1450m/s, av = 340m/s, pvap = 2300Pa.
Die physikalische Begru¨ndung des
”
barotropic model“ mit der Bezeichnung Schallgeschwin-
digkeit fu¨r die Variable a (vgl. Gl. 5.3) ist irrefu¨hrend. Eine Schallgeschwindigkeit ist nach
Zierep [99] als die Ausbreitungsgeschwindigkeit einer schwachen, isentrop verlaufenden Sto¨-
rung in einem kompressiblen Medium deﬁniert. Bei einem Phasenu¨bergang handelt es sich
jedoch um einen anderen physikalischen Vorgang, der nichts mit einer Schallgeschwindig-
keit zu tun hat außer der Tatsache, daß er sich prinzipiell ebenso als Dichtea¨nderung in
Abha¨ngigkeit einer Drucka¨nderung beschreiben la¨ßt:
dρ = c · dp, (5.8)
mit der einheitenbehafteten Konstanten c [s2/m2]. Aus diesem Grund hat sich fa¨lschli-
cherweise die Bezeichnung Schallgeschwindigkeit im Zusammenhang mit dem
”
barotropic
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model“ in der Literatur durchgesetzt (vgl. [17, 41, 65, 72, 73]). Dies bedeutet jedoch nicht,
daß die Verteilung der Schallgeschwindigkeit im Zweiphasengemisch nach Gl. 5.5 unphy-
sikalisch ist. Messungen haben gezeigt, daß die Schallgeschwindigkeit schon bei geringer
Zumischung eines zweiten Fluids deutlich unterhalb der Schallgeschwindigkeiten der rei-
nen Phasen fa¨llt (vgl. z.B. [6]), so daß der von Gl. 5.5 beschriebene Verlauf der Schall-
geschwindigkeit (vgl. Abb. 5.1, rechte Seite) durchaus realistisch ist. Es ist jedoch darauf
hinzuweisen, daß bei diesen Messungen kein Phasenu¨bergang auftritt, so daß sie nichts mit
Kavitation zu tun haben. Deshalb ist die Integration von Gl. 5.3 in Verbindung mit Gl. 5.5
zwar mathematisch mo¨glich, sie ist jedoch physikalisch falsch.
Neben der physikalischen Beschreibung des Phasenu¨bergangs ist auch die numerische
Kopplung des Kavitationsmodells mit den Erhaltungsgleichungen fu¨r Masse und Impuls
von großer Bedeutung fu¨r das Ergebnis der numerischen Berechnung. Hierbei unterscheiden
sich die Vorgehensweisen in der Arbeit von Schmidt und bei dem kommerziellen CFD-
Programm STAR-CD wegen des unterschiedlichen numerischen Verfahrens grundlegend.
In der Arbeit von Schmidt [72, 73] ist Gl. 5.7 direkt mit den Erhaltungsgleichungen fu¨r
Masse und Impuls gekoppelt. Dies ist mo¨glich, da es sich um ein dichtebasiertes Verfahren
zur Berechnung kompressibler Stro¨mungen handelt, so daß fu¨r die Berechnung kavitierender
Stro¨mungen prinzipiell nur die bisher verwendete Zustandsfunktion (ideale Gasgleichung)
durch Gl. 5.7 ersetzt werden muß. Der hohe Dichtegradient zwischen Wasser und Dampf
macht daru¨ber hinaus noch zusa¨tzliche Maßnahmen zur Verbesserung der Stabilita¨t des
numerischen Verfahrens notwendig (vgl. [72, 73]).
Bei dem kommerziellen CFD-Programm STAR-CD hingegen basiert die Kopplung des
Kavitationsmodells mit den Erhaltungsgleichungen fu¨r Masse und Impuls auf der Volume-
of-Fluid-Technik (vgl. Kap. 4.4). Die direkte Kopplung des Kavitationsmodells mit den
Erhaltungsgleichungen fu¨r Masse und Impuls ist in diesem Fall nicht so einfach mo¨glich,
da es sich bei STAR-CD um ein Verfahren zur Berechnung inkompressibler Stro¨mungen
handelt, einer Variante des SIMPLE-Algorithmus [14]. Bei der Berechnung inkompressibler
Stro¨mungen wird jedoch eine Druckkorrekturgleichung zur Bestimmung des Drucks gelo¨st,
da aufgrund der Inkompressibilita¨t der Stro¨mung Druck und Dichte nicht voneinander
abha¨ngen (vgl. Kap. 4.2).
Bei der Verwendung der Volume-of-Fluid-Technik zur Kopplung des Kavitationsmo-
dells mit den Erhaltungsgleichungen fu¨r Masse und Impuls wird der Phasenu¨bergang als
Quellterm in der Transportgleichung fu¨r den Dampfgehalt α sowie in der Druckkorrektur-
gleichung modelliert, so daß nicht der Zustand des Fluids selbst durch das Kavitationsmo-
dell vorhergesagt wird, sondern nur seine A¨nderung, d.h. welcher Anteil des Wassers einer
Zelle verdampft bzw. welcher Anteil des Dampfs einer Zelle kondensiert. Dies bedeutet
jedoch, daß der Phasenu¨bergang in STAR-CD nicht durch ein Zustandsgesetz beschrieben
wird wie in der Arbeit von Schmidt [72, 73], sondern mit Hilfe einer Ratengleichung (vgl.
Gl. 5.5). Dieser Unterschied in der Kopplung des Kavitationsmodells mit den Erhaltungs-
gleichungen fu¨r Masse und Impuls hat eine große Auswirkung auf das Berechnungsergebnis.
Bei der Berechnung einer kavitierenden Stro¨mung mit STAR-CD existiert im Gegensatz zu
der Arbeit von Schmidt [72, 73] keine feste Kopplung zwischen dem Druck und der Dichte
im Stro¨mungsfeld, so daß der Ausdruck
”
barotropic model“ im Zusammenhang mit der
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Kavitationsmodellierung in STAR-CD nicht zutreﬀend ist.
5.2 Adaption des Kavitationsmodells zur Simulation
von hydraulischer Kavitation
Erste Testrechnungen einer kavitierenden Innenstro¨mung (Geometrie vgl. Abb. 5.5) mit
dem
”
barotropic model“ und den in [14] angegebenen Werten fu¨r die Modellparameter
ρl = 1000 kg/m
3, ρv = 0.1 kg/m
3, al = 1450m/s, av = 340m/s (fu¨r die Schallgeschwin-
digkeit in reinem Dampf wird na¨herungsweise der Wert fu¨r Luft verwendet) sowie dem
Gleichgewichtsdampfdruck bei 20oC, pvap = 2300Pa, liefern unphysikalische Ergebnisse.
Bei Unterschreiten des Dampfdrucks wird kaum Dampf erzeugt, so daß der statische Druck
im Zweiphasengebiet stark negativ ist. Dieses Ergebnis erha¨lt man auch bei der Berechnung
der kavitierenden Pumpenstro¨mung aus Kap. 6.1.
Die Tatsache, daß die Berechnungen mit den unvera¨nderten Modelleinstellungen von
Schmidt [72] dieses Verhalten nicht reproduzieren, ist nicht u¨berraschend, da das
”
barotro-
pic model“ urspru¨nglich zur Simulation von Kavitation in Einspritzdu¨sen entwickelt worden
ist [72, 73]. Wegen der geringen Abmessung von Einspritzdu¨sen und der in Einspritzdu¨sen
herrschenden hohen Geschwindigkeiten und Druckgradienten sind die fu¨r die Kavitation
relevanten Zeit- und La¨ngenskalen im Vergleich zu den Zeit- und La¨ngenskalen in Pumpen
deutlich kleiner, so daß Nichtgleichgewichtszusta¨nde2 auftreten ko¨nnen (vgl. hierzu [91]).
Dies erkennt man auch am Verlauf der integrierten Zustandsfunktion in Abb. 5.1 (rechte
Seite). Eine nennenswerte Dichteabsenkung tritt erst bei einem statischen Druck bzw. einer
Zugspannung unterhalb von −1 bar auf. Dieses Problem wurde auch von Schmidt erkannt,
der in [73] davor warnt, dieses Modell fu¨r
”
large scale, low speed cavitation calculations“
zu verwenden.
Die Stro¨mung in hydraulischen Maschinen und Bauteilen (Pumpen, Turbinen, ...) ist
in der Regel dadurch gekennzeichnet, daß die Abmessungen ausreichend groß bzw. die
Geschwindigkeiten ausreichend klein sind, so daß die den Phasenu¨bergang beschreiben-
den Zeitskalen deutlich geringer sind als die der mittleren Stro¨mung. Das bedeutet, daß
der Phasenu¨bergang bei Sa¨ttigungsdampfdruck auftritt und genug Zeit zur Verfu¨gung hat,
so daß im Zweiphasengebiet ebenfalls Sa¨ttigungsdampfdruck herrscht. Zur Abgrenzung
gegenu¨ber Stro¨mungsfa¨llen, bei denen dies nicht der Fall ist, wird die in hydraulischen Ma-
schinen und Bauteilen auftretende Kavitation unter dem Begriﬀ
”
hydraulische Kavitation“
zusammengefaßt (vgl. auch [68]).
Neben den geometrischen Abmessungen und der Stro¨mungsgeschwindigkeit haben auch
die Eigenschaften der untersuchten Flu¨ssigkeit einen großen Einﬂuß auf das Kavitationsver-
2Nach Vortmann [90] gibt es bei Kavitation drei Formen des Gleichgewichts bzw. Nichtgleichgewichts:
1. Das thermische Gleichgewicht, d.h. die Geschwindigkeit des Phasenu¨bergangs wird nicht durch die
Wa¨rmeu¨bertragung begrenzt. 2. Das dynamische bzw. mechanische Gleichgewicht, d.h. die Geschwin-
digkeit des Phasenu¨bergangs wird nicht durch Tra¨gheitseﬀekte der umgebenden Flu¨ssigkeit begrenzt.
3. Das chemische bzw. Phasengleichgewicht, d.h. es steht genug Zeit fu¨r den chemischen Prozeß des
Phasenu¨bergangs zur Verfu¨gung.
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halten. Dies gilt besonders fu¨r die Wasserqualita¨t, d.h. die Anzahl und Art der sich im Was-
ser beﬁndenden Kavitationskeime, die mit ihrer freien Oberﬂa¨che als Ausgangspunkt fu¨r
die Verdampfung dienen. Sind diese Kavitationskeime nicht in einer ausreichenden Menge
vorhanden, so kann das Wasser Zugspannungen aufnehmen, die die Kavitation verhindern.
In [34] sind die folgenden Richtwerte angegeben:
• Gasgesa¨ttigtes Wasser weist praktisch keine Zugspannungen auf.
• Entgastes und beruhigtes Wasser kann bis ca. 0.5 bar Zugspannung aufnehmen.
• Geﬁltertes und entgastes Wasser, das mehrere Stunden unter hohen Druck gesetzt
wurde, kann u.U. u¨ber 1 bar Zugspannung aufnehmen.
Bei der experimentellen Untersuchung der Kreiselpumpe haben Messungen des Gasgehalts
im Versuchswasser ergeben, daß ausreichend gelo¨stes und ungelo¨stes Gas im Wasser des
Pumpenkreislaufs vorhanden ist [23], so daß das Wasser keine Zugspannungen aufnehmen
kann und Kavitation bei Sa¨ttigungsdampfdruck auftritt3 (vgl. Kap. 6.1.1).
Aus diesem Grund ist es notwendig, das Kavitationsmodell in STAR-CD so zu modi-
ﬁzieren, daß es das Kavitationsverhalten bei hydraulischer Kavitation und zugspannungs-
freiem Wasser reproduziert. Da es sich bei STAR-CD um ein kommerzielles Programm
handelt, dessen Quellcode nicht frei zuga¨nglich ist, gibt es nur zwei Mo¨glichkeiten, Modi-
ﬁkationen an dem Kavitationsmodell vorzunehmen:
• Sogenannte
”
user deﬁned subroutines“ [14], die eine vordeﬁnierte Schnittstelle fu¨r
eigene Programmteile bieten.
• Empirische Anpassung der Modellparameter.
Die Verwendung von
”
user deﬁned subroutines“ fu¨r die Implementation eines neuen Kavita-
tionsmodells ist mit großen Schwierigkeiten verbunden, da das Kavitationsmodell aufgrund
der mit Kavitation einhergehenden Volumenproduktion bzw. Volumenvernichtung großen
Einﬂuß auf den iterativen Lo¨sungsprozess der Gleichungen hat. Deshalb wird bei der vorlie-
genden Arbeit versucht, das gewu¨nschte Kavitationsverhalten bei hydraulischer Kavitation
u¨ber eine empirische Anpassung der Modellparameter av und al zu erreichen.
Ausgangspunkt fu¨r die Adaption des Kavitationsmodells ist die Tatsache, daß die Aus-
wirkung der Kavitation auf das Stro¨mungsfeld nicht nur in einer Absenkung der Dichte
besteht, sondern aufgrund der mit der Verdampfung einhergehenden Volumenproduktion
auch einen Anstieg des statischen Drucks in diesem Bereich zur Folge hat. Die Ho¨he dieses
Druckanstiegs ist sowohl von der Verdampfungsmenge als auch von der Verdampfungsge-
schwindigkeit abha¨ngig. Die Adaption des Kavitationsmodells besteht nun darin, daß die
Modellparameter des
”
barotropic model“ so gewa¨hlt werden, daß die in einem Zeitschritt
erzeugte Dampfmenge gerade ausreicht, den lokalen Druck im Kavitationsgebiet auf Dampf-
druckniveau anzuheben. Dies ist mit Hilfe der beiden Parameter av und al mo¨glich, die den
3Dies wird auch die Schaufeldruckmessungen im Zweiphasengebiet besta¨tigt [23].
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Verlauf von a im Zweiphasengebiet (vgl. Gl. 5.5) und somit auch die Verdampfungsmenge
bestimmen (vgl. Gl. 4.19). Die Dichten ρl und ρv werden nicht variiert, sondern behalten
ihre physikalischen Werte bei (ρl = 1000 kg/m
3, ρv = 0.1 kg/m
3). Diese Vorgehensweise
a¨hnelt der von Chen und Heister in [11] vorgeschlagenen Methode, den Phasenu¨bergang
mit Hilfe des Unterschieds (p− pvap) vorherzusagen (vgl. Gl. 2.4).
Wegen der stark unterschiedlichen Dichten ρl und ρv ist der Einﬂuß von av auf den Ver-
lauf von a deutlich gro¨ßer als der Einﬂuß von al (vgl. Gl. 5.5), so daß der Verlauf von a im
folgenden nur mit einem Parameter, und zwar amin = a(0.5), dem Wert bei einem Dampf-
gehalt von α = 0.5, beschrieben wird. Um die Assoziation mit Schallgeschwindigkeiten
zu vermeiden, wird dabei fu¨r die Charakterisierung der Modelleinstellung die Bezeichnung
(dp/dρ)min = a(0.5)
2 verwendet. Eine Abscha¨tzung von Gl. 5.5 mit ρl = 1000 kg/m
3,









Die Wahl von (dp/dρ)min erfolgt empirisch. Dabei sind folgende Punkte zu beachten:
• Ist (dp/dρ)min zu groß gewa¨hlt, so wird zu wenig Dampf produziert, und der Druck
im Kavitationsgebiet erreicht nicht das Dampfdruckniveau.
• Ist (dp/dρ)min zu klein gewa¨hlt, so ﬁnden Verdampfung und Kondensation zu schnell
statt, und es treten numerische Oszillationen auf.
Das Auftreten von numerischen Oszillationen in Druck und Dichte bei kleinen Werten von
(dp/dρ)min ist auf eine zu starke Kopplung des Kavitationsmodells mit der Druckkorrek-
turgleichung zuru¨ckzufu¨hren. Wa¨hrend eines Zeitschritts wird so viel Dampf erzeugt, daß
der statische Druck u¨ber den Dampfdruck steigt. Aus diesem Grund wird der Dampf im
na¨chsten Zeitschritt wieder vernichtet, was jedoch dazu fu¨hrt, daß der Dampfdruck wieder
unterschritten wird, so daß im na¨chsten Zeitschritt wieder so viel Dampf erzeugt wird, daß
der Dampfdruck u¨berschritten wird ... . Deshalb muß (dp/dρ)min zur Vermeidung dieser
numerischen Oszillationen stets so groß gewa¨hlt werden, daß der statische Druck im Ka-
vitationsgebiet immer leicht unterhalb des Dampfdrucks liegt (vgl. z.B. Abb. 5.11 oder
Abbn. 6.30-6.38). Die richtige Wahl von (dp/dρ)min ist mit etwas Aufwand verbunden
4, sie
la¨ßt sich jedoch leicht automatisieren, wenn der Quellcode zuga¨nglich ist.
Wegen der einfacheren Interpretation einer stationa¨ren Stro¨mung im Gegensatz zu
einer instationa¨ren Stro¨mung erfolgt die U¨berpru¨fung der Adaption anhand des Berech-
nungsergebnisses einer stationa¨r kavitierenden Pumpenstro¨mung (vgl. Kap. 6.3, Fall 4).
Abbildung 5.2 zeigt das stationa¨re Kavitationsgebiet in der Na¨he der Schaufelvorderkante
auf der Saugseite der Laufradschaufel.
4Wie in Kap. 5.5.2 gezeigt wird, ist (dp/dρ)min keine Naturkonstante, sondern ha¨ngt von den in der
Stro¨mung herrschenden Druckgradienten ab, so daß die Anpassung von (dp/dρ)min fu¨r jeden Berech-
nungsfall neu durchgefu¨hrt werden muß.


















Abbildung 5.2: Berechnungsergebnis: Stationa¨res Kavitationsgebiet an der Vorderkante einer
Laufradschaufel. Numerische Details und Einstellungen vgl. Kap. 6.3, Fall 4, (dp/dρ)min =
4m2/s2.
Zur U¨berpru¨fung des Druckniveaus im Kavitationsgebiets werden entlang der in Abb. 5.2
eingezeichneten Linie die entsprechenden Werte fu¨r Druck und Dichte extrahiert und in
Abb. 5.3 (linke Seite) u¨ber der Wegla¨nge s aufgetragen. Die Nummern ensprechen den je-
weiligen Stellen in Abb. 5.2. Wie man erkennt, liegt der statische Druck nur leicht unterhalb
des Dampfdrucks. Da es sich bei der Linie in Abb. 5.2 um keine Stromlinie handelt, sind
der Beginn der Kavitation, d.h. der Beginn der Dichteabsenkung, und das Unterschreiten
des Dampfdruckes etwas verschoben. Dies gilt auch fu¨r den Beginn der Kondensation.







































Abbildung 5.3: Linke Seite: Verlauf von Druck p and Dichte ρ entlang der Linie in Abb. 5.2.
Rechte Seite: Rekonstruktion des p− ρ Zusammenhangs. Nummern 1− 4 vgl. Abb. 5.2.
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Um den Unterschied zwischen der Kopplung von Druck und Dichte in der Arbeit von
Schmidt und der Kopplung von Druck und Dichte in STAR-CD zu verdeutlichen, werden
die beiden Verla¨ufe von Druck und Dichte in Abb. 5.3 (linke Seite) in einem p/ρ-Diagramm
dargestellt (rechte Seite von Abb. 5.3). Wie man erkennt, ist kein eindeutiger Zusammen-
hang zwischen Druck und Dichte vorhanden. Der statische Druck beﬁndet sich unabha¨ngig
von der lokal im Kavitationsgebiet herrschenden Dichte im gesamten Kavitationsgebiet in
der Na¨he des Dampfdrucks pvap. Wu¨rde man dieselbe Analyse bei einem Ergebnis von
Schmidt [72, 73] durchfu¨hren, so erhielte man einen Verlauf des p/ρ-Zusammenhangs ver-
gleichbar dem Zustandsgesetz in Abb. 5.4 (rechte Seite). Es sei noch einmal darauf hinge-
wiesen, daß dieser Unterschied keine Folge der Adaption der Modellparameter ist, sondern
eine Folge der unterschiedlichen Kopplung des Kavitationsmodells mit dem Grundcode.
Die Werte fu¨r al und av betragen in dieser Berechnung 50m/s bzw. 100m/s, so daß
(dp/dρ)min = 4m
2/s2 betra¨gt. Zum Vergleich mit den Ausgangskurven (vgl. Abb. 5.1)
werden in Abb. 5.4 der entsprechenden Verlauf von a und die Zustandsfunktion mit diesen
Parametern gezeigt.
















Abbildung 5.4: Linke Seite: Verlauf der Schallgeschwindigkeit a fu¨r das Wasser/Dampf-Gemisch
nach Gl. 5.5 (Ausschnitt fu¨r a < 20m/s). Rechte Seite: Integrierte Zustandsfunktion nach Gl. 5.7.
Parameter: ρl = 1000 kg/m
3, ρv = 0.1 kg/m3, (dp/dρ)min = 4m2/s2, pvap = 2300Pa.
5.3 Modellannahmen
Fu¨r die Interpretation der Berechnungsergebnisse ist es unbedingt notwendig, die den Be-
rechnungen zugrundeliegenden Modellannahmen zu kennen. Deswegen sollen an dieser Stel-
le noch einmal alle Modellannahmen zusammengefaßt werden, die sich sowohl aus der
Adaption des Kavitationsmodells als auch aus der numerischen Behandlung der Zweipha-
senstro¨mung ergeben.
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• Annahmen, die aus der numerischen Behandlung der Zweiphasenstro¨mung resultie-
ren:
– Die reinen Phasen Wasser und Dampf verhalten sich inkompressibel.
– Innerhalb einer Berechnungszelle tritt keine Relativbewegung zwischen den bei-
den Phasen auf.
– Die Zweiphasenstro¨mung ist isotherm.
– Bei dem Phasenu¨bergang handelt es sich um einen reversiblen Prozeß.
– Turbulente Druckschwankungen haben keinen direkten Einﬂuß auf das Kavita-
tionsverhalten.
• Annahmen, die aus der Adaption des Kavitationsmodells resultieren:
– In der Flu¨ssigkeit sind ausreichend Kavitationskeime vorhanden, so daß keine
Zugspannungen auftreten ko¨nnen.
– Oberﬂa¨chenspannungen sind vernachla¨ssigbar.
– Die Stro¨mung beﬁndet sich im thermodynamischen Gleichgewicht, d.h. die den
Phasenu¨bergang beschreibenden Zeitskalen sind deutlich geringer als die Zeit-
skalen der mittleren Stro¨mung.
5.4 Reibungsfreie Berechnung einer kavitierenden
Innenstro¨mung
Eine erste Untersuchung des Kavitationsmodells wird zuna¨chst an der in Abb. 5.5 darge-
stellten Du¨se durchgefu¨hrt, deren Berechnung mit weniger numerischem Aufwand verbun-
den ist als die Berechnung der kavitierenden Stro¨mung in einer Kreiselpumpe. Da es sich
bei der Stro¨mung im Laufschaufelkanal einer Kreiselpumpe ebenfalls um eine Innenstro¨-
mung handelt, ko¨nnen die bei der Berechnung der kavitierenden Du¨senstro¨mung gemach-
ten Erfahrungen direkt auf die Berechnung der kavitierenden Pumpenstro¨mung u¨bertragen
werden. Die Interpretation der Ergebnisse ist durch den fehlenden Rotationseinﬂuß jedoch
deutlich erleichtert.
Bei der in Abb. 5.5 dargestellten Du¨se handelt es sich um einen numerischen Testfall,
der nicht experimentell untersucht wurde. Experimentelle Untersuchungen von kavitieren-
den Innenstro¨mungen werden ha¨uﬁg an Kana¨len durchgefu¨hrt, deren Querschnitt durch
den Einbau eines scharfkantigen Hindernisses verengt wird (z.B. [56]). Im Gegensatz dazu
zeichnet sich die in Abb. 5.5 gezeigte Du¨se durch einen kontinuierlichen Querschnitts-
verlauf im Bereich des Du¨senhalses aus. Da die Berechnungen unter der Annahme einer
reibungsfreier Stro¨mung durchgefu¨hrt werden, ist dies von großem Vorteil gegenu¨ber einem
unstetigen Wandverlauf im Bereich des engsten Querschnitts. Die kavitierende Stro¨mung
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in dieser Du¨se wurde sowohl von Sauer [68] mit einem auf der Blasendynamik beruhen-
den Kavitationsmodell als auch von Vortmann [91] mit einem auf der van-der-Waals- bzw.
Landau-Theorie basierenden modiﬁzierten Zustandsgesetz berechnet, so daß ein Vergleich
der unterschiedlichen Kavitationsmodelle mo¨glich ist. Bei dem von Sauer und Vortmann
verwendeten numerischen Verfahren handelt es sich ebenfalls um ein Druckkorrekturver-
fahren mit zusa¨tzlicher Transportgleichung fu¨r den Dampfgehalt (modiﬁzierte Volume-of-
Fluid-Methode) [68, 91], so daß der Vergleich der unterschiedlichen Kavitationsmodelle











Abbildung 5.5: Geometrie und charakteristische Abmessungen der numerisch untersuchten Du¨-
se (aus [68]).
Abbildung 5.6 zeigt das fu¨r die Berechnungen verwendete Diskretisierungsgitter mit Rand-
bedingungen. Dabei handelt es sich um dasselbe Berechnungsgitter und dieselben Randbe-
dingungen, die auch in den Arbeiten von Sauer und Vortmann verwendet wurden (vgl.
[68, 91]). Das Berechnungsgitter umfaßt 56 Zellen in x-Richtung und 14 Zellen in y-
Richtung. Die Stro¨mung wird reibungsfrei berechnet. Unter der Annahme, daß die Stro¨-
mung in der Du¨se symmetrisch zur Du¨senachse verla¨uft, wird nur eine Ha¨lfte der Du¨se
berechnet. Am Eintrittsrand der Du¨se wird eine zeitlich und ra¨umlich konstante Geschwin-
digkeitsverteilung vorgegeben und am Austrittsrand ein konstanter Druck pexit, durch den
das Druckniveau in der Berechnung deﬁniert ist. Alle Drucka¨nderungen im Berechnungs-
gebiet wirken sich relativ zu diesem Druck aus. Fu¨r die Diskretisierung der konvektiven
Terme wird das Upwind-Verfahren verwendet. Die zeitliche Diskretisierung erfolgt mit
dem
”
Euler Implizit“-Verfahren. Die Dichte des Wassers betra¨gt 1000 kg/m3, die Dichte
des Dampfes betra¨gt 0.1 kg/m3. Der Modellparameter (dp/dρ)min ist entsprechend der in
Kap. 5.2 beschriebenen Vorgehensweise angepaßt. Die Werte fu¨r (dp/dρ)min liegen bei den
unterschiedlichen Berechnungen zwischen 0.09m2/s2 und 0.25m2/s2 (vgl. Tab. 5.7).











Uinlet = 10m/su    = konst.inl exit
= konst.σ
Abbildung 5.6: Berechnungsgitter mit den Abmessungen und Randbedingungen der in den
Abbn. 5.9-5.11 dargestellten Berechnungsergebnisse (aus [68]). L = 0.1m, uinl = 1m/s.
Ziel der Berechnungen in diesem Kapitel ist es nicht, eine mo¨glichst perfekte Berechnung
einer kavitierenden Du¨senstro¨mung zu liefern, sondern das Verhalten des numerischen Ver-
fahrens bei Beru¨cksichtigung der Kavitation im Vergleich zu den Ergebnissen von Sauer und
Vortmann [68, 91] zu untersuchen. Die Vernachla¨ssigung des Reibungseinﬂusses hat neben
dem verminderten numerischen Aufwand den Vorteil, daß der Einﬂuß der Kavitation auf
das Berechnungsergebnis nicht durch Turbulenz- bzw. Viskosita¨tseﬀekte u¨berlagert wird.
Dies ist fu¨r den Vergleich mit den Ergebnissen von Sauer und Vortmann von besonderer
Bedeutung, da ausgeschlossen werden kann, daß Abweichungen ihre Ursache in einer unter-
schiedlichen Turbulenzmodellierung haben. Es sei jedoch darauf hingewiesen, daß aufgrund
des großen O¨ﬀnungswinkels des Diﬀusors bei Beru¨cksichtigung des Reibungseinﬂusses mit
einer abgelo¨sten Stro¨mung zu rechnen ist.












ohne Beru¨cksichtigung der Kavitation. x bezeichnet die x-Koordinate der Position auf der Du¨-
senwand. U¨brige Parameter: L = 0.1m, uinl = 1m/s, µ = 0kg/ms und σexit = 2.
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Die Du¨senstro¨mung wird zuna¨chst ohne Beru¨cksichtigung der Kavitation berechnet. Ab-
bildung 5.7 zeigt den Druckverlauf entlang der Du¨senwand. Die Stro¨mung liegt an der
Diﬀusorwand an, so daß im Diﬀusor ein Druckru¨ckgewinn auftritt. Um einen besseren
Vergleich mit den in Abb. 5.11 gezeigten Druckverla¨ufen bei kavitierender Stro¨mung zu
gewa¨hrleisten, wird in Abb. 5.7 der Druck an der Du¨senwand ebenfalls als dimensionslose
Kavitationszahl σ dargestellt und das absolute Druckniveau so gewa¨hlt, daß am Du¨sen-
austritt der gleiche Druck wie in Abb. 5.11 herrscht. Wie man erkennt, ist in einem großen
Teil der Du¨se der Dampfdruck pvap unterschritten, d.h. σ < 0, so daß auf jeden Fall mit
dem Auftreten von Kavitation zu rechnen ist.
Die zweiphasige Berechnungen der kavitierenden Du¨senstro¨mung werden bei unter-
schiedlichen Kavitationszusta¨nden durchgefu¨hrt (vgl. Tab. 5.1). Diese Kavitationszusta¨nde





mit ρ, der Dichte des Wassers, uinl, der Eintrittsgeschwindigkeit sowie pexit, dem Druck
am Austritt. Mit Ausnahme des Falls σexit = 7, bei dem nur sehr wenig Dampf entsteht,
erha¨lt man bei allen anderen σexit-Werten eine periodisch kavitierende Du¨senstro¨mung.
Die jeweiligen Frequenzen bzw. Strouhal-Zahlen sind in Tab. 5.1 aufgefu¨hrt. Alle in diesem
Kapitel verwendeten Strouhal-Zahlen sind mit der La¨nge L (der halben Du¨senbreite am





Nr σexit uinl L (dp/dρ)min ∆t f Str
[-] [m/s] [m] [m2/s2] [s] [Hz] [-]
1 2 1 0.1 0.09 10−3 1.3 0.13
2 4 1 0.1 0.25 10−3 0.94 0.094
3 5.45 1 0.1 0.16 10−3 0.9 0.09
4 7 1 0.1 0.16 10−3 - -
Tabelle 5.1: Numerisch ermittelte Frequenzen bzw. Strouhal-Zahlen bei unterschiedlichen Wer-
ten von σexit.
Abbildung 5.8 zeigt einen Vergleich der in Tab. 5.1 aufgefu¨hrten Strouhal-Zahlen mit den
Ergebnissen von Sauer und Vortmann [68, 91]. Da die Berechnungen von Sauer und Vort-
mann teilweise mit unterschiedlich skalierter Du¨senabmessung und Eintrittsgeschwindig-
keit durchgefu¨hrt werden, erfolgt der Vergleich der Ergebnisse anhand der dimensionslosen
Strouhal-Zahl (vgl. Gl. 5.11) und nicht anhand der Frequenz f .
Wa¨hrend von Vortmann [91] nur Berechnungsergebnisse bei σexit = 5.54 vorliegen,
existieren von Sauer [68] in einem großen Bereich von σexit Berechnungsergebnisse. Wie
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man anhand von Abb. 5.8 erkennt, beﬁnden sich die mit STAR-CD ermittelten Strouhal-
Zahlen in guter U¨bereinstimmung mit den Ergebnissen von Sauer und Vortmann. Auch
bei Sauer [68] nimmt mit steigendem σexit die Strouhal-Zahl ab und Stationarita¨t setzt bei
ungefa¨hr σexit = 7 ein. Die von Sauer ermittelte Stationarita¨t der kavitierenden Stro¨mung
bei sehr kleinen σexit-Werten konnte mit dem in dieser Arbeit verwendeten Verfahren nicht
reproduziert werden, da die Berechnungen bei solch kleinen σexit-Werten instabil werden.









Abbildung 5.8: Vergleich der numerisch ermittelten Strouhal-Zahlen mit den Ergebnissen von
Sauer [68] und Vortmann [91].
Die gute U¨bereinstimmung zwischen den drei Arbeiten ist auf den ersten Blick u¨berra-
schend, denn die Kavitationsmodelle basieren auf unterschiedlichen physikalischen Grund-
lagen. Wie bereits in Kap. 2.2 dargelegt, verwendet Sauer die der Blasendynamik ent-
springende Rayleigh-Gleichung fu¨r die Beschreibung des Phasenu¨bergangs [68], wa¨hrend
Vortmann den Phasenu¨bergang von der thermodynamischen Seite her beschreibt [91]. Fu¨r
die gute U¨bereinstimmung gibt es zwei mo¨gliche Erkla¨rungen: 1. Die Strouhal-Zahl wird
weniger durch die Kavitation dominiert als durch die geometrischen Abmessungen der
untersuchten Du¨se. 2. Die drei Kavitationsmodelle haben trotz unterschiedlicher physika-
lischer Grundlagen prinzipiell das gleiche Verhalten: Bei Unterschreiten des Dampfdrucks
pvap wird Dampf produziert, der dazu fu¨hrt, daß der Druck im Kavitationsgebiet ansteigt.
Bei U¨berschreiten des Dampfdrucks wird dieser Dampf wieder vernichtet. Allein die Ge-
schwindigkeit, mit der der Dampf produziert bzw. vernichtet wird ha¨ngt vom Kavitations-
modell ab. Doch auch dabei bewegt man sich in engen Grenzen: Ist die Geschwindigkeit
des Phasenu¨bergangs zu niedrig, wird im Kavitationsgebiet der Dampfdruck nicht erreicht.
Ist die Geschwindigkeit zu hoch, so treten Stabilita¨tsprobleme auf.
Da es aus Platzgru¨nden nicht mo¨glich ist, alle Berechnungen ausfu¨hrlich darzustellen,
wird im folgenden nur die Berechnung mit σexit = 2 na¨her beschrieben. Abbildung 5.9
zeigt den zeitlichen Verlauf des u¨ber die Du¨se integrierten Dampfgehalts Vges. Der Verlauf
von Vges ist nicht streng periodisch. Er wird jedoch durch die in Tab. 5.1 angegebene
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Frequenz f = 1.3Hz dominiert. Im Gegensatz dazu liefern die Berechnungen von Sauer und
Vortmann einen streng periodischen Verlauf des uber die Du¨se integrierten Dampfgehalts
[68, 91].
Dieser Unterschied zwischen den Berechnungsergebnissen ist nicht auf die Kavitations-
modellierung selbst zuru¨ckzufu¨hren, sondern auf die unterschiedliche numerische Vorge-
hensweise bei der Berechnung des Quellterms. In den Arbeiten von Sauer und Vortmann
wird der Quellterm implizit mit dem Druck zum neuen Zeitpunkt pt+∆t berechnet [68, 91],
d.h. es wird so lange iteriert, bis der Quellterm und der Druck zum neuen Zeitpunkt zusam-
menpassen. In STAR-CD dagegen wird der Quellterm explizit mit dem Druck zum alten
Zeitpunkt pt berechnet. Durch die implizite Behandlung des Quellterms wird das Problem
der Oszillationen vermieden.
Im vorliegenden Fall ist die Abweichung von der Periodizita¨t darauf zuru¨ckzufu¨hren,
daß der Modellparameter (dp/dρ)min sehr klein gewa¨hlt ist, so daß die Stabilita¨tsgrenze an
manchen Zeitpunkten u¨berschritten wird (scharfe Peaks im Verlauf der Dampfmenge). Bei
einer Vergro¨ßerung von (dp/dρ)min liefert die Berechnung mit STAR-CD ebenfalls einen
streng periodischen Verlauf von Vges, der Druck im Kavitationsgebiet liegt dann jedoch
deutlich unterhalb des Dampfdrucks.








Abbildung 5.9: Zeitlicher Verlauf des u¨ber die Du¨se integrierten Dampfgehalts Vges bei σexit=2.
U¨brige Parameter: uinl = 1m/s, L = 0.1m, µ = 0kg/ms, (dp/dρ)min = 0.09m2/s2.
Zur Visualisierung der instationa¨r kavitierenden Stro¨mung zeigt Abb. 5.10 die momentane
Verteilung des Dampfgehalts α in der Du¨senstro¨mung an fu¨nf unterschiedlichen Zeitpunk-
ten einer Periode. In Abb. 5.11 werden in einem vergro¨ßerten Ausschnitt (vgl. Abb. 5.6) der
Dampfgehalt α und die Geschwindigkeitsvektoren im Bereich des Du¨senhalses zusammen
mit dem momentanen Druckverlauf entlang der Du¨senwand gezeigt.
Wie man anhand von Abb. 5.10 erkennt, bildet sich im engsten Querschnitt der Du¨-
se ein Kavitationsgebiet aus, das mit der Stro¨mung in den Diﬀusor transportiert wird
und dort aufgrund des ho¨heren Drucks kondensiert. Durch die Druckrandbedingung am
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Austritt, σexit = 2, ist es nicht mo¨glich, daß Dampf das Berechnungsgebiet verla¨ßt. Die Ur-
sache fu¨r die Periodizita¨t der kavitierenden Stro¨mung la¨ßt sich mit Hilfe der in Abb. 5.11
fu¨r den Bereich des Du¨senhalses dargestellten Vektoren der Stro¨mungsgeschwindigkeit er-
kennen. Wegen der durch die Kavitation verursachten Sto¨rung enwickelt sich im hinteren
Bereich des Kavitationsgebiets ein Rezirkulationsgebiet, auch Re-Entrant Jet genannt. Im
Kern dieses Rezirkulationsgebiets wird der Dampf stromab konvektiert, bevor er wieder
kondensiert. Dieses Kavitationsverhalten wird prinzipiell auch von Sauer und Vortmann
vorhergesagt. Es sind jedoch Unterschiede bezu¨glich des Werts von σexit vorhanden, bei
dem abschwimmende Kavitationsgebiete auftreten. Wa¨hrend sowohl von Sauer als auch
von Vortmann ein Abschwimmen von Kavitationsgebieten bereits bei σexit = 5.45 berech-
net wird, tritt bei dem in dieser Arbeit verwendeten Verfahren ein zyklisches Abschwimmen
von Kavitationsgebieten erst bei σexit = 2 auf.
Bei der Entstehung des Rezirkulationsgebiets handelt es sich nicht um eine viskos be-
dingte Ablo¨sung (die Berechnung erfolgt unter Annahme einer reibungsfreien Stro¨mung),
sondern um eine lokale Ru¨ckstro¨mung, die durch den Sog verursacht wird, der bei der
Kondensation des Dampfes im hinteren Bereich des Kavitationsgebiets auftritt. Der un-
ter Annahme einer inkompressiblen Stro¨mung hergeleitete 2. Helmholtzsche Wirbelsatz,
der besagt, daß in einer reibungsfreien Stro¨mung keine Wirbel entstehen ko¨nnen5, ist fu¨r
Mehrphasenstro¨mungen nicht gu¨ltig.
Bei Betrachtung der momentanen Wanddruckverla¨ufe in Abb. 5.11 erkennt man, daß
der statische Druck bei Kavitation im Vergleich zu dem einphasigen Wanddruckverlauf in
Abb. 5.7 deutlich ho¨her verla¨uft. Das Druckminimum liegt nie weit unterhalb des Dampf-
drucks. Dieses Verhalten wird durch die Wahl von (dp/dρ)min vorgegeben. Aufgrund der
Kavitation tritt demzufolge ein deutlicher Druckabfall u¨ber der Du¨se auf, der bei der ein-
phasigen Stro¨mung nicht beobachtet wird (vgl. Abb. 5.7). Dieses Verhalten zeigt sich eben-
falls in den Berechnungen von Sauer und Vortmann auf [68, 91] und ist auch aus dem
Experiment bekannt.
Fu¨r den Anstieg des statischen Drucks am Du¨seneintritt bei Kavitation existiert die
folgende Plausibilita¨tsu¨berlegung. Unabha¨ngig davon, ob Kavitation auftritt oder nicht,
ist wegen des konstanten Volumenstroms ein bestimmter Druckgradient notwendig, durch
den die Stro¨mung auf die im engsten Querschnitt der Du¨se herrschende Geschwindigkeit
beschleunigt werden muß. Da bei Beru¨cksichtigung der Kavitation im engsten Querschnitt
der Du¨se ungefa¨hr Dampfdruck herrscht (im Gegensatz zu der einphasigen Berechnung),
kann dieser Druckgradient nur durch einen Anstieg des Eintrittsdrucks aufrechterhalten
werden (vgl. Abb. 5.7 und 5.11). Dies zeigt auch ein genauer Vergleich der Druckverla¨ufe
in Abb. 5.11 mit dem einphasigen Druckverlauf in Abb. 5.7. Der Unterschied zwischen
σmin = −5.2, dem Druck im engsten Querschnitt ohne Kavitation (vgl. Abb. 5.7), und
σmin ≈ −0.2 bei Kavitation (vgl. Abb. 5.11), ∆σ = 5, entspricht gerade der durch die
Kavitation verursachten Druckerho¨hung am Eintritt.
5Dies besagt nicht, daß eine reibungsfreie Stro¨mung wirbelfrei ist, sondern nur, daß die vorhandenen
Wirbel schon immer dort waren.
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Abbildung 5.10: Periodisch mit der Frequenz 1.3Hz kavitierende Du¨senstro¨mung bei σexit = 2.
Momentane Verteilung des Dampfgehalts α in der Stro¨mung wa¨hrend einer Periode, Zeitinkre-
ment ∆t = Tperiod/5. U¨brige Parameter: uinl = 1m/s, L = 0.1m, µ = 0kg/ms, (dp/dρ)min =
0.09m2/s2.
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Abbildung 5.11: Periodisch mit der Frequenz 1.3Hz kavitierende Du¨senstro¨mung bei σexit = 2.




wand. x bezeichnet die x-Koordinate der Position auf der Du¨senwand. Rechte Seite: Momentane
Verteilung des Dampfgehalts und Geschwindigkeitsvektoren in einem Ausschnitt des Stro¨mungs-
gebiets im Bereich des Du¨senhalses (vgl. Abb. 5.5). Zeitinkrement ∆t = Tperiod/5. U¨brige Para-
meter: uinl = 1m/s, L = 0.1m, µ = 0kg/ms, (dp/dρ)min = 0.09m2/s2.
Wie bereits erwa¨hnt, hat Kavitation einen großen Einﬂuß auf den Druckverlauf im Stro¨-
mungsfeld. Aus diesem Grund hat die Wahl der Randbedingungen einen großen Einﬂuß
auf das Berechnungsergebnis (vgl. auch [68]). Dies betriﬀt vor allem den Ort, an dem der
Druck wa¨hrend der Berechnung konstant gehalten wird, da alle A¨nderungen im Druck re-
lativ zu diesem Druck wirken. Bei der Berechnung in Abb. 5.11 wird z.B. der Druck am
Austritt konstant vorgegeben, so daß das Auftreten von Kavitation zur Folge hat, daß der
Druck am Eintritt ansteigt und die Kavitation sich dadurch selbst beschra¨nkt. Ha¨lt man
hingegen bei konstantem Volumenstrom den Druck am Eintritt konstant, so sinkt der sta-
tische Druck am Du¨senaustritt bei Auftreten von Kavitation, so daß sich die Kavitation
noch versta¨rkt, bis die ganze Du¨se dampfgefu¨llt ist. Eine weitere Mo¨glichkeit besteht auch
darin, eine Druckdiﬀerenz zwischen Eintritt und Austritt der Du¨se vorzugeben. In diesem
Fall fu¨hrt die Kavitation dazu, daß sich der Volumenstrom verringert.
Obwohl die oben aufgefu¨hrten unterschiedlichen Randbedingungen im einphasigen Fall
einer inkompressiblen Stro¨mung keinen Einﬂuß auf das Berechnungsergebnis haben, ergibt
sich bei Beru¨cksichtigung der Kavitation abha¨ngig von der Wahl der Randbedingungen
ein vo¨llig unterschiedliches Kavitationsverhalten. Dies gilt in gleicher Form auch fu¨r die
Berechnung von kavitierenden Stro¨mungen in Kreiselpumpen. Wegen des großen Druckun-
terschieds zwischen der Saug- und der Druckseite der Pumpe bzw. zwischen der Eintritts-
und der Austrittsrandbedingung ist der Einﬂuß der Randbedingungen auf das Berech-
nungsergebnis dort jedoch deutlich geringer.
Zusammenfassend la¨ßt sich sagen, daß die prinzipiellen Mechanismen der kavitierenden
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Stro¨mung von allen Verfahren a¨hnlich wiedergegeben werden:
• Zyklische Bildung und Abschwimmen eines Rezirkulationsgebiets im hinteren Bereich
des Kavitationsgebiets.
• Gute U¨bereinstimmung der Strouhal-Zahlen.
• Die Kavitation verursacht einen deutlichen Druckabfall u¨ber der Du¨se.
5.5 Auswirkung von Maßstabsa¨nderungen auf die
Kavitationsberechnung
Hintergrund der Untersuchung in diesem Kapitel ist die in der Praxis gemachte Erfah-
rung, daß Kavitation bei einer U¨bertragung von Modellversuchsergebnissen auf die reale
Ausfu¨hrung nicht der klassischen A¨hnlichkeitsbeziehung fu¨r kavitierende Stro¨mungen nach
Thoma gehorcht (vgl. Gl. 5.12). Diese Abweichungen werden Maßstabseﬀekte genannt [48]
und in Kap. 5.5.1 na¨her beschrieben. In Kap. 5.5.2 wird mit Hilfe von Berechnungen der
kavitierenden Du¨senstro¨mung (Geometrie vgl. Abb. 5.5) mit unterschiedlich geometrisch
skalierter Du¨sengeometrie und unterschiedlichen Eintrittsgeschwindigkeiten bei konstantem
σexit untersucht, inwiefern die numerischen Berechnungen Maßstabseﬀekte reproduzieren.
5.5.1 Maßstabseﬀekte im Experiment
Als U¨bertragungsgesetz von den aus Modellversuchen gewonnenen Ergebnissen auf den






mit dem Druck p∞ und der Geschwindigkeit u∞ an einer ungesto¨rten Stelle in der An-
stro¨mung sowie dem Dampfdruck pvap. Die dimensionslose Kavitationszahl σ stellt das
Verha¨ltnis zwischen dem zur Verfu¨gung stehenden Druck, der die Kavitation verhindert,
und dem dynamischen Druck der stro¨menden Flu¨ssigkeit dar.
Aus systematischen Untersuchungen [48, 49, 50, 51] und Erfahrungen aus der Praxis ist
bekannt, daß deutliche Abweichungen von dieser Beziehung auftreten ko¨nnen. Diese Ab-
weichungen zeigen sich nicht nur bei der U¨bertragung von Modellversuchsergebnissen auf
den Prototypen, sondern auch bei der einfachen Reproduktion von Kavitationsversuchen in
einem anderen Kavitationskanal oder mit unterschiedlichem Wasser. Sie betreﬀen sowohl
den Kavitationsbeginn, d.h. σic, den Wert, bei dem zuerst Kavitation auftritt, als auch die
Gro¨ße des Kavitationsgebiets. Je gro¨ßer der Versuchsko¨rper ist, desto ho¨her ist σic bzw.
desto gro¨ßer ist das Kavitationsgebiet im Verha¨ltnis zu der Gro¨ße des Versuchsko¨rpers bei
gleichem σ. Dieses Verhalten zeigt sich auch bei einer Erho¨hung der Stro¨mungsgeschwin-
digkeit, einer Erho¨hung der Turbulenz in der Anstro¨mung sowie bei der Untersuchung eines
Fluids mit ho¨herer Viskosita¨t. Ebenso ist σic bzw. die Ausdehnung des Kavitationsgebiets
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von der Fluidqualita¨t (Anzahl Kavitationskeime: gelo¨ste und ungelo¨ste Gase, Fremdparti-
kel, ...) abha¨ngig. Keller zeigt in [50, 51] sehr eindrucksvolle Bilder, die dies verdeutlichen.
Die genaue physikalische Erkla¨rung fu¨r diese als Maßstabseﬀekte bezeichneten Abwei-
chungen steht noch aus [50]. Die mo¨glichen Ursachen lassen sich jedoch auf zwei Hauptein-
ﬂußgro¨ßen reduzieren (vgl. auch [50]):
• Abweichung vom Sa¨ttigungsdampfdruck als kritischer Gro¨ße fu¨r den Kavitationsbe-
ginn (Zugspannungsfestigkeit der Flu¨ssigkeit, Diﬀusionseﬀekte, Zeiteﬀekte bei dem
Phasenu¨bergang).
• Eﬀekte, die durch die Ho¨he der Druckabsenkung in der Stro¨mung bedingt werden,
d.h. durch die Einﬂußgro¨ßen der Reynoldszahl (bei σ = konst.).
Durch die Entwicklung eines Meßgera¨ts zur Messung der Zugspannungsfestigkeit des Test-
wassers [48], die ein Maß fu¨r die Fluidqualita¨t darstellt, gelingt es Keller, die Kennzahl
fu¨r beginnende Kavitation σic von sogenannten ”
Wasserqualita¨tseﬀekten“ frei zu machen,
indem der Dampfdruck pvap durch den kritischen Druck pkrit, bei dem das Aufreißen der
Flu¨ssigkeit auftritt, ersetzt wird. Fu¨r die auf diese Weise von dem Einﬂuß der Wasser-
qualita¨t unabha¨ngig gemachten Werte von σic sind in [50] mehrere Gleichungen angege-
ben, mit denen der Geschwindigkeitsmaßstabseﬀekt, der Gro¨ßenmaßstabseﬀekt, der Vis-
kosita¨tseﬀekt sowie der Turbulenzmaßstabseﬀekt quantitativ beschrieben werden ko¨nnen.
Diese Gleichungen wurden empirisch fu¨r beginnende Kavitation ermittelt. Bezu¨glich des
Geschwindigkeitsmaßstabseﬀekts und des Gro¨ßenmaßstabseﬀekts gelten sie jedoch auch fu¨r
ausgebildete Kavitation [50].
5.5.2 Maßstabseﬀekte in der Berechnung
Die numerische Untersuchung der Maßstabseﬀekte umfaßt nur Berechnungen zur Repro-
duktion des Geschwindigkeits- und des Gro¨ßenmaßstabseﬀekts. Mit dem in dieser Arbeit
verwendeten Kavitationsmodell ist es nicht mo¨glich, den Fluidqualita¨tseﬀekt, d.h. das Auf-
treten von Zugspannungen im Versuchswasser, direkt zu berechnen, da die Fluidqualita¨t
nicht als Parameter in das Kavitationsmodell eingeht (vgl. Kap. 5.2). Ist die Zugspan-
nungsfestigkeit des Versuchswassers pts (”
tensile strength“ [50]) jedoch aus dem Experi-
ment bekannt, so kann sie in der Berechnung beru¨cksichtigt werden, indem der kritische
Druck, bei dem Kavitation auftritt, entsprechend korrigiert wird, pkrit = pvap − pts. Der
Turbulenzmaßstabseﬀekt kann ebenfalls nicht direkt berechnet werden6, da die turbulen-
ten Druckschwankungen, Ursache fu¨r den Turbulenzmaßstabseﬀekt, bei Verwendung eines
k −  Turbulenzmodells nicht direkt beru¨cksichtigt werden, sondern nur ihre Auswirkung
auf das Stro¨mungsfeld in Form einer erho¨hten Viskosita¨t (vgl. Kap. 4.3).
6Es existiert jedoch ein empirischer Ansatz von Athavale et al. [3], den kritischen Druck, bei dem Kavi-
tation auftritt, pkrit, mit der turbulenten Energie k zu korrigieren (pkrit = pvap + 0.195ρk), so daß in
diesem Fall eine Verbindung zwischen der Turbulenz und der Kavitation besteht (vgl. auch Kap. 2.2).
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5.5.2.1 Numerische Berechnungen
Die numerischen Untersuchungen des Geschwindigkeits- und des Gro¨ßenmaßstabseﬀekts
werden anhand der bereits in Kap. 5.4 untersuchten Du¨senstro¨mung durchgefu¨hrt (Geome-
trie vgl. Abb. 5.5). Das Berechnungsgitter und die Randbedingungen sowie die numerischen
Einstellungen entsprechen denen in Kap. 5.4. Tabelle 5.2 zeigt die entsprechenden Werte
fu¨r L und uinl. Fall 1 entspricht der Berechnung in Kap. 5.4 und dient hier als Referenzfall.
Zur U¨berpru¨fung des Gro¨ßenmaßstabseﬀekts wird Fall 2 berechnet (vgl. Tab. 5.2). Bei
der Berechnung von Fall 2 sind die Randbedingungen unvera¨ndert, die Du¨se ist jedoch um
den Faktor 1/10 geometrisch verkleinert, ebenso der Zeitschritt. Die Berechnung zeigt kei-
nen Maßstabseﬀekt. Die Strouhal-Zahl ist im Vergleich zu Fall 1 unvera¨ndert (vgl. Tab. 5.2).
Die Ausdehnung des Kavitationsgebiets ist im gleichen Verha¨ltnis wie die Du¨senabmessung
verkleinert und entspricht somit Abbn. 5.10 und 5.11 in Kap. 5.4.
Der Geschwindigkeitsmaßstabseﬀekt wird anhand von Fall 3 bzw. Fall 4 u¨berpru¨ft. Die
Geometrie ist im Vergleich zu dem Referenzfall unvera¨ndert. In Fall 3 ist die Eintrittsge-
schwindigkeit um den Faktor 10 erho¨ht. Der Zeitschritt ist um den Faktor 1/10 verkleinert,
um die CFL-Zahl konstant zu halten. Die Berechnung liefert kein Ergebnis fu¨r diese Ein-
stellungen. Die Kopplung zwischen Druck und Dichte ist zu stark, d.h. (dp/dρ)min ist zu
klein, so daß numerische Oszillationen auftreten. Erst die Erho¨hung von (dp/dρ)min um
den Faktor 10 bei der Berechnung von Fall 4 fu¨hrt zu dem gleichen Ergebnis wie in Fall 1
(Str-Zahl = 0.13). Dies bedeutet, daß bei einer entsprechenden Anpassung von (dp/dρ)min
auch der Geschwindigkeitsmaßstabseﬀekt nicht von den Berechnungen reproduziert wird.
Fall σexit uinl L (dp/dρ)min ∆t f Str Bemerkung
[-] [m/s] [m] [m2/s2] [s] [Hz] [-]
1 2 1 0.1 1 10−3 1.3 0.13 Referenzfall (vgl. Kap. 5.4)
2 2 1 0.01 1 10−4 13 0.13
3 2 10 0.1 1 10−4 - - divergiert
4 2 10 0.1 100 10−4 13 0.13
Tabelle 5.2: Numerische Parameter und Randbedingungen bei den Testrechnungen zur Repro-
duktion von Geschwindigkeits- und Gro¨ßenmaßstabseﬀekt sowie die Frequenzen und Strouhal-
Zahlen der periodisch kavitierenden Stro¨mungen. Deﬁnition der Gro¨ßen vgl. Abb. 5.5 bzw.
Abb. 5.6.
Eine wichtige Erkenntnis dieser Untersuchung ist es, daß es sich bei dem Modellparameter
(dp/dρ)min nicht um eine Naturkonstante handelt, die unabha¨ngig von dem untersuchten
Stro¨mungsfall ist, sondern daß (dp/dρ)min proportional zu der Stro¨mungsgeschwindigkeit
gewa¨hlt werden muß7, um ein identisches Kavitationsgebiet zu erhalten. Dieses Ergebnis
wird auch von der analytischen Abscha¨tzung des Quellterms in Kap. 5.5.2.2 besta¨tigt und
ist ein weiteres Indiz dafu¨r, daß es sich bei den Parametern av und al nicht um Schallge-
7Dies wird auch von Reboud in [66] beschrieben, der eine Zustandsgesetzmethode mit direkter Kopplung
verwendet (vgl. Kap. 2).
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schwindigkeiten handeln kann, da eine Schallgeschwindigkeit ein Stoﬀwert ist und damit
bei gleichen Umgebungsbedingungen konstant ist.
Sucht man nach Gru¨nden, warum weder der Gro¨ßenmaßstabseﬀekt noch der Geschwin-
dikeitsmaßstabseﬀekt von den Berechnungen reproduziert werden, so stellt sich die Frage,
ob es u¨berhaupt mo¨glich ist, diese mit einer reibungsfreien Berechnung zu reproduzieren,
bzw. ob nicht der Einﬂuß der Reibung entscheidend fu¨r das Vorhandensein dieser Maß-
stabseﬀekte verantwortlich ist.
Das Prinzip des in dieser Arbeit verwendeten Kavitationsmodells basiert darauf, daß
im Kavitationsgebiet Dampfdruck herrscht, d.h. es wird soviel Dampf produziert, bis der
Druck, ausgehend von der einphasigen Berechnung, auf Dampfdruck steigt. U¨bertra¨gt man
dieses Verhalten auf das Experiment und vergleicht unter diesem Aspekt die Ausdehnung
von Kavitationsgebieten, die aufgrund eines Gro¨ßen- oder Geschwindigkeitsmaßstabseﬀekts
eine vo¨llig unterschiedliche Ausdehnung haben (Bild 3 in [50] bietet ein scho¨nes Beispiel
fu¨r einen Geschwindigkeitsmaßstabseﬀekt), dann stellen sich folgende Fragen:
• Fu¨r das kleine Kavitationsgebiet: Ist das Gebiet, in dem sich Dampf beﬁndet, kleiner
als das Gebiet, in dem der Dampfdruck unterschritten ist?
• Fu¨r das große Kavitationsgebiet: Ist das Gebiet, in dem sich Dampf beﬁndet, gro¨ßer
als das Gebiet, in dem der Dampfdruck unterschritten ist?
• Ist die den beiden Fa¨llen zugrundeliegende Druckverteilung unterschiedlich?
Da die Geschwindigkeiten in dem besonderen Fall (Bild 3 in [50]) nur zwischen 5m/s und
14m/s variieren, ist anzunehmen, daß Nichtgleichgewichtseﬀekte bezu¨glich des Phasen-
u¨bergangs keine Rolle spielen. Geht man davon aus, daß die numerische Vorgehensweise
richtig ist, so gibt es nur die Erkla¨rung fu¨r den Maßstabseﬀekt, daß bereits die einphasige
Stro¨mung aufgrund der vera¨nderten Reynolds-Zahl unterschiedlich sein muß. Die einpha-
sige Druckverteilung ist bei einer reibungsfreien Berechnung jedoch unabha¨ngig von dem
Gro¨ßen- und dem Geschwindigkeitsmaßstab in einer dimensionslosen Darstellung immer
identisch.
Eine deﬁnitive Aussage bezu¨glich der Reproduktion von Maßstabseﬀekten mit dem
in dieser Arbeit verwendeten Verfahren ist deshalb anhand der Berechnungen in diesem
Kapitel nicht mo¨glich. Eine weiterfu¨hrende Untersuchung sollte auf jeden Fall den Einﬂuß
der Viskosita¨t beru¨cksichtigen.
5.5.2.2 Analytische Abscha¨tzung des Quellterms
Um zu zeigen, daß die Ergebnisse aus Kap. 5.5.2.1 kein Zufall sind, wird der Einﬂuß einer
Gro¨ßena¨nderung bzw. einer Geschwindigkeitsa¨nderung auf die berechnete Kavitation, d.h.
die Ho¨he des Quellterms, analytisch abgescha¨tzt. Der Quellterm in der Druckkorrekturglei-
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Die Einheit von S˙ ist 1/s. Um das wa¨hrend eines Zeitschritts verdampfte bzw. konden-
sierte Volumen zu erhalten, muß S˙ noch mit dem Zellvolumen und der Zeitschrittweite ∆t
multipliziert werden.
Fu¨r die Stro¨mung in der untersuchten Du¨se ergibt eine Abscha¨tzung, daß der Druck-
gradient in x-Richtung deutlich gro¨ßer ist als die zeitliche Ableitung des Drucks und der






. Mit Hilfe dieser Abscha¨tzung vereinfacht









Zuna¨chst wird der Einﬂuß des Gro¨ßenmaßstabseﬀekts durch eine Variation der La¨nge L
(vgl. Abb. 5.5) untersucht. Dazu wird die neue La¨nge L∗ auf 1/10 der alten La¨nge L
gesetzt, L∗ = 1
10
L (alle neuen Werte werden mit einem ∗ gekennzeichnet). Dies enspricht
einer geometrischen Verkleinerung der Du¨se um den Faktor 10 und hat zur Folge, daß








dies in Gl. 5.15 ein, so erha¨lt man S˙∗ = 10S˙. Da der Zeitschritt bei der Berechnung der
geometrisch verkleinerten Du¨se jedoch um den Faktor 1/10 kleiner ist, ∆t∗ = 1
10
∆t, ist
der pro Zeitschritt verdampfte bzw. kondensierte Volumenanteil der Zelle in beiden Fa¨llen
identisch: S˙∗∆t∗ = S˙∆t. Dies bedeutet, daß der pro Zeitschritt verdampfte Volumenanteil
der Berechnungszelle gleich ist. Aufgrund des Zeitschritts ∆t∗ = 1
10
∆t ist die Frequenz um
den Faktor 10 ho¨her.
Fu¨r eine Abscha¨tzung des Geschwindigkeitsmaßstabseﬀekts wird die Ableitung des





u2 = konst. (5.16)
Durch Ableitung von Gl. 5.16 nach x und Einsetzen in Gl. 5.15 erha¨lt man folgende Na¨he-









Eine Erho¨hung der Eintrittsgeschwindigkeit um den Faktor 10, d.h. u∗ = 10u, fu¨hrt dem-
zufolge zu dem neuen Quellterm S˙∗ = 1000S˙. Mit a = 10a∗ fu¨r die Schallgeschwindigkeit
verkleinert sich dieses Verha¨ltnis zu S˙∗ = 10S˙. Unter Beru¨cksichtigung des kleineren Zeit-
schritts, ∆t∗ = 1
10
∆t, erha¨lt man S˙∗∆t∗ = S˙∆t. Das bedeutet, daß der pro Zeitschritt
verdampfte bzw. kondensierte Volumenanteil der Zelle in beiden Fa¨llen identisch ist. Auf-
grund des Zeitschritts ∆t∗ = 1
10
∆t ist auch in diesem Fall die Frequenz um den Faktor 10
ho¨her.
6 Ergebnisse
Die numerische Untersuchung kavitierender Pumpenstro¨mungen wird am Beispiel der in
Abb. 6.1 gezeigten Kreiselpumpe durchgefu¨hrt. Sie wurde von Dreiß am Pﬂeiderer Insti-
tut in Braunschweig im Rahmen einer Dissertation experimentell untersucht [23]. Da am
Fachgebiet Stro¨mungsmaschinen kein Pumpenpru¨fstand fu¨r die Durchfu¨hrung geeigneter
Versuche zur Verfu¨gung steht, mußte fu¨r die experimentelle U¨berpru¨fung der Berechnungen
auf die Literatur zuru¨ckgegriﬀen werden. Den Ausschlag bei der Auswahl dieses Experi-
ments gab die umfassende experimentelle Untersuchung sowohl der einphasigen als auch
der kavitierenden Pumpenstro¨mung sowie die einfache Laufradgeometrie (vgl. Abb. 6.2),
die den numerischen Aufwand bei der Stro¨mungsberechnung in Grenzen ha¨lt.
Fu¨r die Interpretation der zweiphasigen Berechnungsergebnisse der kavitierenden Pum-
penstro¨mung ist es notwendig, zwischen den Abweichungen, die bereits in der einphasigen
Berechnung auftreten, und denen, die aufgrund einer unzureichenden Kavitationsmodel-
lierung auftreten, zu unterscheiden. Aus diesem Grund werden in Kap. 6.2 zuna¨chst die
einphasige Pumpenstro¨mung ausfu¨hrlich numerisch untersucht und die dabei gemachten
Vereinfachungen und Randbedingungen hinsichtlich ihrer Auswirkungen auf die zweipha-
sige Berechnungen u¨berpru¨ft. Kapitel 6.3 zeigt die zweiphasigen Berechnungsergebnisse
im Vergleich zum Experiment. Neben der NPSH-Absenkkurve werden die Schaufeldruck-
verla¨ufe und die Ausdehnung der Kavitationsgebiete bei unterschiedlichen NPSH-Werten
miteinander verglichen. Aufgrund der guten experimentellen Dokumentation der kavitie-
renden Pumpenstro¨mung ist es mo¨glich, allgemeingu¨ltige Aussagen zu den Mo¨glichkeiten
und Grenzen dieser Form der numerischen Kavitationsberechnung zu treﬀen.
6.1 Beschreibung der untersuchten Kreiselpumpe
Abbildung 6.1 zeigt die untersuchte Kreiselpumpe im Meridianschnitt [23]. Grundlage die-
ser Pumpe ist eine einstuﬁge, einﬂutige Kreiselpumpe des Typs 150/650-3 der Firma KHD,
die urspru¨nglich mit Spiralgeha¨use fu¨r die Feststoﬀ-Gemischfo¨rderung eingesetzt wurde.
Dieser Einsatzbereich erfordert eine sehr stabile Ausfu¨hrung des La¨ufers, was die Anbrin-
gung von Miniatur-Druckaufnehmern ermo¨glicht. Fu¨r die Kavitationsuntersuchungen wur-
den weitgehende Modiﬁkationen an La¨ufer und Geha¨use vorgenommen (u.a. Austausch des
Spiralgeha¨uses durch einen Kreisringdiﬀusor), die in [23] beschrieben sind.
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Abbildung 6.1: Meridianschnitt durch die untersuchte Kreiselpumpe (A. Dreiß, Pﬂeiderer-
Institut Braunschweig [23]).
Die Laufradgeometrie ist in Abb. 6.2 gezeigt. Es handelt sich um ein langsamla¨uﬁges Radial-
rad (nq = 18) mit parallelen Deck- und Tragscheiben sowie achsparallelen Laufschaufelein-
trittskanten. Die Laufschaufeln sind als zylindrische unproﬁlierte Einkreisbogenschaufeln
konstanter Sta¨rke ausgefu¨hrt. Die sehr einfache Geometrie von Laufrad und Geha¨use hat
folgende Vorteile:
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• Einfache und genaue Modellierung der Laufradgeometrie.
• Zweidimensionale Modellierung der Laufradgeometrie mo¨glich.
• Periodische Geometrie von Laufrad und Ringdiﬀusor erlaubt es, nur einen Schaufel-
kanal zu berechnen.
Es ist daher prinzipiell mo¨glich, die Stro¨mungsberechnung der gesamten Pumpe unter der
Annahme einer zweidimensionalen und periodischen Stro¨mung auf die zweidimensionale
Berechnung nur eines Laufschaufelkanals zu reduzieren. Wie die Veriﬁkation der Berech-
nungsergebnisse in Kap. 6.2.3 zeigt, ist der dabei gemachte Fehler im Hinblick auf die
Untersuchung der kavitierenden Stro¨mung tolerierbar. Dies ist fu¨r die Berechnung der
kavitierenden Stro¨mung von entscheidender Bedeutung, da es sich bei den zweiphasigen
Berechnungen um zeitabha¨ngige Berechnungen handelt, die einen enormen Rechenzeitauf-
wand erfordern. Im Vergleich zu dem in dieser Arbeit fu¨r die zweidimensionalen Berechnun-
gen verwendeten Berechnungsgitter mit ungefa¨hr 10000 Gitterzellen (vgl. Abb. 6.3) mu¨ßte
bei einer Pumpe mit dreidimensional verwundenen Laufradschaufeln und Spiralgeha¨use
das komplette Laufrad mit Spiralgeha¨use vernetzt werden. Dies fu¨hrt zu Gittergro¨ßen von
u¨ber 500000 Zellen und Rechenzeiten, die fu¨r Grundlagenuntersuchungen mit Parameter-
variationen zu lang sind.
Abbildung 6.2: Geometrie des untersuchten Laufrads mit βS1 = 17o, βS2 = 20o, z = 5, Ω = 9Hz
und nq = 18 (A. Dreiß, Pﬂeiderer-Institut Braunschweig [23]). Deﬁnition der Schaufelwinkel vgl.
Kap. 3.1.
Ein Nachteil dieser Pumpe ist die Gestaltung des saugseitigen Spaltes zwischen Geha¨use
und Laufrad. Wie aus Abb. 6.2 bzw. Abb. 6.1 ersichtlich, ist dieser Spalt rein radial ausge-
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fu¨hrt. Dies ist diejenige Spaltform, die dem Spaltvolumenstrom am wenigsten Widerstand
entgegensetzt. Bei Spaltweiten von ca. 0.3 − 0.4mm, wie sie nach [29] bei der Versuchs-
durchfu¨hrung vorliegen, ist deshalb mit einem relativ hohen Spaltvolumenstrom zu rechnen.
In [52] wird fu¨r eine Pumpe mit nq = 20 und glattem zylindrischen Spalt der Spaltweite
0.4mm, die beim Volumenstrom maximalen Wirkungsgrads betrieben wird, ein Spaltvolu-
menstrom von 6% angegeben. Bei einem rein radialen Spalt du¨rfte der Spaltvolumenstrom
jedoch noch deutlich daru¨ber liegen. Der Spaltvolumenstrom hat große Auswirkung auf die
Pumpenstro¨mung [61, 34]. Durch den einstro¨menden Volumenstrom kann die Grenzschicht
zum Ablo¨sen gebracht werden. Diese Gefahr ist bei rein radialen Pumpen besonders groß,
da der Volumenstrom in der Na¨he der Zone eintritt, in der die Stro¨mung von der axialen in
die radiale Richtung umgelenkt wird und deshalb die Grenzschicht bereits dick ist [61]. Der
Spaltvolumenstrom besitzt aufgrund seines Weges entlang der rotierenden Radseitenschei-
be eine hohe Geschwindigkeitskomponente in Umfangsrichtung. Dadurch wird der Zustro¨-
mung zur Pumpe ein Drall in Pumpendrehrichtung aufgepra¨gt, auch Vordrall genannt. Da
zu der Ho¨he und den Auswirkungen des Spaltvolumenstroms bei der untersuchten Pumpe
keine Messungen vorliegen, ist in der Berechnung die Vorgabe der Eintrittsrandbedingung
mit einer Unsicherheit verbunden (vgl. Kap. 6.2.1).
An dieser Pumpe wurden bereits von Schu¨tte mit einem anderen numerischen Verfahren
und Kavitationsmodell Simulationen der kavitierenden Stro¨mung durchgefu¨hrt (vgl. [22,
23]), die zu einem Vergleich mit den eigenen Ergebnissen hinzugezogen werden.
6.1.1 Versuchsbeschreibung
Eine detaillierte Beschreibung des Versuchsaufbaus und der Meßtechnik beﬁndet sich in
[23], so daß hier nur einige Details, die fu¨r den Vergleich von Rechnung und Experiment
notwendig sind, erwa¨hnt werden.
Fu¨r die experimentelle Untersuchung ist die Pumpe in einen Versuchskreislauf einge-
baut, der gegen die Umgebung abgeschlossen ist, so daß der Systemdruck und damit der
Kavitationszustand der Pumpe variiert werden kann. Alle Messungen werden bei konstan-
ter Laufraddrehzahl von 540U/min durchgefu¨hrt. Der im Versuchskreislauf herrschende
Systemdruck wird durch den NPSHav-Wert beschrieben:
NPSHav =
ps − pvap(tw)
ρ · g +
c2s
2 · g . (6.1)
Der statische Druck ps und die Temperatur tw werden an der saugseitigen Meßstelle ”
s“,
die 700mm vor dem Laufradeintritt im Saugrohr liegt, gemessen. Die Geschwindigkeit cs





Zur U¨berpru¨fung der Wasserqualita¨t wurde der Anteil der gelo¨sten und ungelo¨sten Gase im
Versuchswasser mit einem Brand-Apparat [9] gemessen. Wa¨hrend der Versuche variiert der
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Gasgehalt τ von 0.9 Vol% bis 2.5 Vol%. Mit den Maximalwerten fu¨r Temperatur und Druck,
wie sie im Experiment auftreten ko¨nnen (tw = 30
oC, p = 3bar), ergibt sich eine maximal
mo¨gliche Sa¨ttigungsmenge von τs = 5.2 Vol%. Es ist daher weder mit Gaskavitation zu
rechnen noch damit, daß das Wasser aus Mangel an Kavitationskeimen Zugspannungen
aufnimmt [23]. Dies ist im Hinblick auf die Gu¨ltigkeit der den Berechnungsergebnissen
zugrundeliegenden Modellannahmen von großer Bedeutung (vgl. Kap. 5.3).
Bei einem Vergleich der numerisch und der experimentell ermittelten Pumpenkennlinie
ist darauf zu achten, daß die integralen Werte Fo¨rderho¨he und Wirkungsgrad konsistent
zueinander ermittelt werden, sofern dies mo¨glich ist. Aus diesem Grund ist die genaue
Kenntnis der Vorgehensweise im Experiment unbedingt notwendig.
Bei der von Dreiß durchgefu¨hrten Untersuchung wird die Fo¨rderho¨he als gemittelte To-










Als Bilanzgrenzen dienen dabei die saugseitige Meßebene
”
s“, die 700mm vor dem Lauf-
radeintritt im Saugrohr liegt, und die druckseitige Meßebene
”
d“, die im Kreisringdiﬀusor
bei r = 500mm liegt. Da die Pumpe mit horizontal ausgerichteter Welle aufgebaut ist
und die druck- und die saugseitige Messung des statischen Drucks mit gleichma¨ßig u¨ber
den Umfang verteilten Druckmeßbohrungen erfolgt, entfa¨llt der geoda¨tische Anteil [23].
Die Stro¨mungsgeschwindigkeit im Saugrohr cs wird unter der Annahme einer gleichfo¨r-
migen drallfreien Zustro¨mung nach Gl. 6.2 ermittelt. Die Stro¨mungsgeschwindigkeit im
Kreisringdiﬀusor cd wird mit Hilfe einer Fu¨nﬂoch-Kugelsonde gemessen. Da die Stro¨mung
im Kreisringdiﬀusor eine hohe Umfangskomponente aufweist, kommt der Messung von cd
besondere Bedeutung zu.
Die so ermittelte Fo¨rderho¨he ﬂießt auch in den Gesamtwirkungsgrad ein, der nach





ρ · V˙ ·H · g
PK
, (6.4)
mit der vom Motor an den Zahnriementrieb abgegebenen Kupplungsleistung PK .
Abgesehen von der Aufnahme der Pumpenkennlinie, die bis zu einem Volumenstrom
von 600m3/h erfolgt, sind die in [23] beschriebenen experimentellen Untersuchungen bei
drei unterschiedlichen Volumenstro¨men durchgefu¨hrt. Da die eindimensionale Bestimmung
des Volumenstroms stoßfreier Anstro¨mung einen Volumenstrom von 227m3/h ergibt (vgl.
Kap. 6.2.4), wurden von Dreiß neben dem Volumenstrom 227m3/h auch die 20% oberhalb
und unterhalb davon liegenden Volumenstro¨me 182m3/h und 272m3/h fu¨r die Untersu-
chung ausgewa¨hlt [23].
Die experimentelle Untersuchung beinhaltet die instationa¨re Messung des statischen
Drucks auf der Pumpenschaufel im rotierenden System sowie Photographien der Kavita-
tionsgebiete bei unterschiedlichen Kavitationszusta¨nden. Die U¨bertragung der Meßsignale
vom rotierenden in das stationa¨re System erfolgt mit einer 4-Kanal Telemetrieanlage. Aus
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diesem Grund ko¨nnen nur vier Druckmessungen gleichzeitig durchgefu¨hrt werden, was da-
zu fu¨hrt, daß fu¨r einen kompletten Schaufeldruckverlauf mit jeweils 32 Meßwerten auf der
Druck- und der Saugseite sechzehn Mal derselbe Kavitationszustand angefahren werden
muß. Wenn das genaue Anfahren des Kavitationszustands nicht gelingt, kommt es zu einer
inkonsistenten Schaufeldruckverteilung. In [23] ﬁndet sich eine ausfu¨hrliche Fehlerbetrach-
tung zu den einzelnen Messungen.
Fu¨r die Interpretation der Kavitationsaufnahmen ist die Kenntnis der Belichtungsdau-
er, mit der die Photographien der Kavitationsgebiete gemacht wurden, von besonderer
Bedeutung. Bei langer Belichtungszeit stellt sich das Kavitationsgebiet als Schicht dar,
wohingegen man bei kurzer Belichtungszeit erkennt, daß sich das Kavitationsgebiet aus
einzelnen Blasen zusammensetzt. In [23] ist eine CCD-Kamera mit Stroposkop-Lampe fu¨r
die Photographien verwendet worden. Bei einer CCD-Kamera la¨ßt sich nur eine Abtastrate
einstellen, so daß die Belichtungszeit nicht explizit angegeben werden kann. Dies gilt auch
fu¨r die Dauer der Blitze der Stroposkop-Lampe. Eine Abscha¨tzung liefert eine Belichtungs-
zeit von ungefa¨hr 0.3ms [29] 1.
6.2 Simulation der einphasigen Pumpenstro¨mung
Fu¨r die Interpretation der zweiphasigen Berechnungsergebnisse ist es wichtig, die dem Pro-
blem zugrundeliegende einphasige Stro¨mung genau zu kennen. Deshalb werden in diesem
Kapitel alle drei experimentell untersuchten Volumenstro¨me 182m3/h, 227m3/h, 272m3/h
sowie der Volumenstrom maximalen Wirkungsgrads 500m3/h, fu¨r den keine Schaufeldruck-
messungen vorliegen, numerisch untersucht. Die Berechnung der einphasigen Stro¨mung hat
den Vorteil, daß sie nur einen Bruchteil der fu¨r zweiphasige Berechnungen erforderlichen
Rechenzeit beno¨tigt. Die bei der Veriﬁkation der Berechnungen in Kap. 6.2.3 sowie bei
der Sensitivita¨tsanalyse in Kap. 6.2.5 gewonnenen Erkenntnisse hinsichtlich der Gu¨ltigkeit
der Modellannahmen und ihres Einﬂusses auf das Berechnungsergebnis gelten in der glei-
chen Weise auch fu¨r die zweiphasige Berechnung der kavitierenden Pumpenstro¨mung. Der
Einﬂuß von 3D-Eﬀekten auf die Berechnungsergebnisse wird in Kap. 6.2.7 mit Hilfe einer
dreidimensionalen Berechnung der Pumpenstro¨mung untersucht.
Mit Ausnahme von Kap. 6.2.6 wird der Turbulenzeinﬂuß bei allen Berechnungen in
Kap. 6 mit Hilfe eines Turbulenzmodells mitberu¨cksichtigt (vgl. Kap. 6.2.1). In Kap. 6.2.6
wird die Pumpenstro¨mung jedoch reibungsfrei modelliert, so daß sich der Einﬂuß der Tur-
bulenzmodellierung auf das Berechnungsergebnis anhand dieses Berechnungsergebnisses
abscha¨tzen la¨ßt.
1Basierend auf der Abtastrate von 25 Bildern pro Sekunde betra¨gt die obere Grenze fu¨r die Belichtungs-
zeit 40ms. Dies ist jedoch deﬁnitiv zu hoch. Mit Hilfe der Drehgeschwindigkeit des Laufrads (9Hz)
und dem Laufradradius (0.324m) erha¨lt man eine Umfangsgeschwindigkeit u2 von 18.3m/s. Bei einer
Belichtungszeit von 40ms bewegt sich das Laufrad am a¨ußeren Umfang um 0.7m, und die Aufnahme
wa¨re mit Sicherheit unscharf, was jedoch nicht der Fall ist. Unter der Annahme, daß fu¨r eine scharfe
Aufnahme eine maximale Bewegung von 5mm zula¨ssig ist, ergibt sich fu¨r die Kavitationsaufnahmen
eine Belichtungszeit von maximal 0.3ms.
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6.2.1 Numerische Einstellungen und Randbedingungen
Abbildung 6.3 zeigt das fu¨r die einphasige Berechnung verwendete zweidimensionale Be-
rechnungsgitter mit Randbedingungen. Es besteht aus Hexaedern und umfaßt ca. 10000
Gitterzellen. Zur korrekten Auﬂo¨sung der Stro¨mung um die Schaufelhinterkante ist das
Gitter in diesem Bereich lokal verfeinert (vgl. rechte Seite von Abb. 6.4). In STAR-CD ist
es zwar prinzipiell mo¨glich, unstrukturierte Berechnungsgitter zu verwenden [14], aufgrund
der deutlich ho¨heren Genauigkeit bei der Berechnung mit strukturierten Berechnungsgit-
tern (bei gleicher Zellenanzahl) wird jedoch der erho¨hte Aufwand fu¨r die Generierung eines
strukturierten Berechnungsgitters in Kauf genommen. Unter der Annahme, daß die Stro¨-
mung in allen Schaufelkana¨len identisch ist, wird die Stro¨mung aus Gru¨nden der Rechen-
zeitersparnis in nur einem Schaufelkanal berechnet. Dies geschieht durch die Verwendung





rotierende Kavitation“ ko¨nnen auf diese Weise nicht simuliert werden. Ein a¨hnliches
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Abbildung 6.3: Berechnungsgitter und Randbedingungen fu¨r die einphasige Berechnung.
Ha¨uﬁg werden bei der Simulation von Laufradstro¨mungen die periodischen Ra¨nder durch
die Schaufel gelegt (vgl. z.B. [38, 42, 57]), was die Gittergenerierung vereinfacht (single-
block H-Gitter). In dieser Arbeit wird jedoch das in Abb. 6.3 gezeigte Rechengebiet gewa¨hlt,
bei dem die periodischen Ra¨nder in der Mitte des Schaufelkanals liegen. Dies hat den
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Vorteil, daß durch das O-fo¨rmige Berechnungsgitter die Qualita¨t der Gitterzellen im Bereich
der Proﬁlvorderkante deutlich besser ist. Abbildung 6.4 zeigt einen vergro¨ßerten Ausschnitt
des Berechnungsgitters im Bereich der Schaufelvorderkante.
Abbildung 6.4: Vergro¨ßerter Ausschnitt des Berechnungsgitters im Bereich der Vorder- und der
Hinterkante der Laufradschaufel.
Die Berechnungen werden im rotierenden System durchgefu¨hrt, d.h. das gesamte Berech-
nungsgebiet wird als rotierend betrachtet. Die im rotierenden System auftretenden Coriolis-
und Zentrifugalkra¨fte werden als zusa¨tzliche Volumenkra¨fte in den Impulsgleichungen mo-
delliert (vgl. Kap. 3.3).
Am Einstro¨mrand mu¨ssen die Geschwindigkeitsverteilung sowie die Intensita¨t der Tur-
bulenz und deren charakterisitisches La¨ngenmaß vorgegeben werden. Die Eintrittsgeschwin-
digkeit c wird als konstant u¨ber den Eintrittsquerschnitt angenommen. Sie la¨ßt sich in eine
Meridian- und eine Umfangskomponente aufspalten, 3c = 3cm+3cu. Der Betrag der Meridian-
komponente cm (vgl. Tab. 6.1) ergibt sich aus dem Volumenstrom V˙ mit der Laufradbreite





Bei einer Pumpe ohne nennenswerten Spaltvolumenstrom erfolgt die Zustro¨mung zum
Laufrad na¨herungsweise drallfrei, so daß die Umfangskomponente der Eintrittsgeschwin-
digkeit null ist, d.h. cu = 0m/s. Da jedoch, wie in Kap. 6.1 na¨her beschrieben, bei der
hier untersuchten Pumpe mit einem signiﬁkanten Spaltvolumenstrom zu rechnen ist, ist
die Zustro¨mung zum Laufrad drallbehaftet. Der Betrag der Umfangskomponente der Ein-
trittsgeschwindigkeit cu ist in der Berechnung ein freier Parameter und muß empirisch
festgelegt werden, da keine Messungen vorliegen. Dies erfolgt mit Hilfe des Schaufeldruck-
verlaufs. Da durch die Vorrotation der Zustro¨mung der Schaufeldruckverlauf in der Na¨he
der Schaufelvorderkante beeinﬂußt wird, wird cu so gewa¨hlt, daß eine mo¨glichst große U¨ber-
einstimmung zwischen Experiment und Numerik besteht. Diese Vorgehensweise fu¨hrt sicher
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nicht zu einem exakten Ergebnis. Sie ist jedoch die einzige Mo¨glichkeit, einen Anhaltspunkt
fu¨r cu zu gewinnen. Der Einﬂuß verschiedener Werte bzw. die Sensitivita¨t von cu auf den
Schaufeldruckverlauf wird am Beispiel des Volumenstroms 272m3/h in Abb. 6.18 gezeigt.





Tabelle 6.1: Werte fu¨r die Meridiankomponente cm und die Umfangskomponente cu der Ein-
trittsgeschwindigkeit bei den Volumenstro¨men V˙ = 182m3/h, 227m3/h, 272m3/h und 500m3/h.
In Tabelle 6.1 sind die so ermittelten Werte von cu fu¨r die Volumenstro¨me V˙ = 182m
3/h,
227m3/h, 272m3/h und 500m3/h aufgefu¨hrt. Sie stehen jedoch im Widerspruch zu der
experimentellen Beobachtung, daß der Spaltvolumenstrom mit abnehmendem Fo¨rdervolu-
menstrom zunimmt und demzufolge auch die Vorrotation mit abnehmendem Fo¨rdervolu-
menstrom zunimmt2 [34, 61]. Die Abweichung der numerisch ermittelten Werte von cu von
dieser Beobachtung la¨ßt sich nur mit der Ungenauigkeit der verwendeten Methode sowie
dem Vorhandensein u¨berlagernder Einﬂu¨sse (3-D Eﬀekte, die Na¨he der Randbedingung
zur Schaufelvorderkante, ...) erkla¨ren. Es kann jedoch nicht eindeutig festgestellt werden,
ob der Wert fu¨r cu bei V˙ = 272m
3/h zu hoch ist oder die Werte bei V˙ = 182m3/h bzw.











Abbildung 6.5: Maßstabsgetreue Darstellung der Eintrittsgeschwindigkeitsdreiecke bei V˙ =
272m3/h. Auswirkung des Vordralls auf die Relativgeschwindigkeit w. Links: Ohne Vordrall,
cu = 0m/s. Rechts: Mit Vordrall, cu = 0.94m/s.
Die Absolutwerte von cu erscheinen relativ hoch im Vergleich zu der Meridiankomponen-
te. Die Umfangskomponente cu muß jedoch im Verha¨ltnis zur Umfangsgeschwindigkeit u
2Eine einfache Abscha¨tzung zeigt, daß sich der durch den Spaltvolumenstrom induzierte Vordrall unter
der Annahme eines konstanten Spaltvolumenstroms u¨ber dem Fo¨rdervolumenstrom antiproportional
zum Fo¨rdervolumenstrom verha¨lt. Da mit abnehmendem Fo¨rdervolumenstrom jedoch der Spaltvolu-
menstrom steigt, ist die Zunahme des Vordralls bei abnehmendem Fo¨rdervolumenstrom sogar noch
ho¨her.
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gesehen werden. Die Umfangskomponenten cu = 0.42m/s bzw. 0.94m/s entsprechen einer
Drehgeschwindigkeit von 40U/min bzw. 90U/min, d.h. 7% bzw. 16% der Laufradrota-
tionsgeschwindigkeit von 540U/min. Bei dem Volumenstrom 272m3/h bedeutet dies eine
A¨nderung des Zustro¨mwinkels β von 5o (vgl. Abb. 6.5).
Fu¨r die Beru¨cksichtigung der Turbulenz in der Stro¨mung wird ein k− Turbulenzmodell
in RNG-Formulierung3 mit algebraischer Wandfunktion verwendet. Da die Turbulenz in
der Anstro¨mung nicht gemessen wurde, muß sie ebenfalls empirisch vorgegeben werden. In
den Berechnungen wird fu¨r die Turbulenz in der Anstro¨mung eine Intensita¨t von 4% sowie
eine charakteristische La¨nge von 0.5mm gewa¨hlt. Dabei handelt es sich um typische Werte
aus der Literatur [34, 57], die dazu fu¨hren, daß die von dem Turbulenzmodell bestimmte
turbulente Viskosita¨t am Eintritt ungefa¨hr in der gleichen Gro¨ßenordnung wie die laminare
Viskosita¨t liegt.
Die Anstro¨mturbulenz und das verwendete Turbulenzmodell sind in allen Berechnungen
(mit Ausnahme der in Abb. 6.12 gezeigten Berechnung) identisch. Die konvektiven Terme
sind mit dem MARS-Diskretisierungsschema 2. Ordnung diskretisiert. Fu¨r die Lo¨sung der
Stro¨mungsgleichungen wird die SIMPISO-Methode verwendet [14], ein auf dem SIMPLE-
Algorithmus basierendes Druckkorrekturverfahren.
6.2.2 Darstellung der Ergebnisse
Fu¨r die Darstellung der Berechnungsergebnisse und fu¨r den Vergleich mit dem Experiment
wird der statische Druck auf der Schaufeloberﬂa¨che als dimensionsloser Druck p u¨ber der
Schaufelbogenla¨nge s aufgetragen (vgl. Abbn. 6.9 - 6.13 oder 6.15, 6.18, ...). Der dimensi-





mit dem Referenzdruck pref , der so gewa¨hlt ist, daß fu¨r alle Druckverla¨ufe die gleiche
Achsenskalierung verwendet werden kann, und u2, der Umfangsgeschwindigkeit am Lauf-
radaustritt. Da es sich um Berechnungen eines inkompressiblen Fluids handelt, ist das
absolute Druckniveau nicht Teil des Ergebnisses, sondern kann beliebig vorgegeben wer-
den. Fu¨r den Vergleich von Berechnung und Experiment wird das absolute Druckniveau in
Berechnung und Experiment so gewa¨hlt, daß mo¨glichst gute U¨bereinstimmung herrscht.
Die Ortskoordinate s bezeichnet die Position auf der Schaufeloberﬂa¨che, beginnend
an der Schaufelvorderkante, jeweils der Schaufelkontur an der Druck- bzw. der Saugseite
folgend (vgl. Abb. 6.6). Die Messungen sind ebenfalls auf diese Schaufelkoordinate um-
gerechnet, was zur Folge hat, daß die Messungen an Druck- und Saugseite aufgrund der
unterschiedlichen Radien von Druck- und Saugseite verschiedene s-Werte besitzen.
3Das k −  Turbulenzmodell in RNG-Formulierung ist besser fu¨r die Berechnung von Stro¨mungen mit
Staupunkt geeignet als das Standard k −  Turbulenzmodell. Das Standard k −  Turbulenzmodell
produziert in der Na¨he des Staupunkts zu hohe Werte fu¨r die turbulente kinetische Energie k. Dies
verursacht unphysikalisch hohe Werte fu¨r die turbulente Viskosita¨t µt in der Na¨he der Schaufelvor-
derkante. Außerdem ist ein Anstieg des Totaldrucks in diesem Gebiet zu beobachten. Diese Probleme
treten bei Verwendung des k −  Turbulenzmodells in RNG Formulierung nicht auf.





Abbildung 6.6: Verlauf der Ortskoordinate s.
Die Visualisierung des Stro¨mungsfelds erfolgt im Relativsystem mit Hilfe von Stromlinien
und dem Betrag der lokalen Relativgeschwindigkeit (vgl. z.B. rechte Seite der Abbn. 6.9
- 6.13). Bei den Stromlinien handelt es sich um Bahnen masseloser Partikel, die mit Hil-
fe des Geschwindigkeitsfelds nachtra¨glich berechnet werden. Zur besseren Anschaulichkeit
wird nicht nur das Rechengebiet selbst dargestellt, sondern das Rechengebiet zusa¨tzlich
noch zweimal kopiert und entsprechend den periodischen Randbedingungen gedreht, so
daß zwei komplette Schaufelkana¨le zu sehen sind. Die Stromlinien sind so eingefu¨gt, daß
die Stro¨mungsstruktur mo¨glichst gut fu¨r das Auge erkennbar wird. Da die Startpunkte,
von denen aus die Partikelbahnen berechnet werden, von Hand vorgegeben werden mu¨s-
sen, kann es vorkommen, daß die Stromlinienanordnung in den einzelnen Schaufelkana¨len
unterschiedlich ist.
6.2.3 Veriﬁkation der Berechnungsergebnisse
Das Ergebnis einer numerischen Stro¨mungsberechnung ist nicht eindeutig richtig oder
falsch, sondern beruht auf einer Reihe von empirisch getroﬀenen Annahmen und Pro-
grammeinstellungen, die sich gegenseitig beeinﬂussen ko¨nnen. Mit Hilfe der Navier-Stokes-
Gleichungen (Gl. 3.1) ist zwar eine physikalisch exakte Beschreibung einer Stro¨mung mo¨g-
lich [71], ihre Lo¨sung ist jedoch fu¨r technisch relevante Probleme nur in einem begrenzten
Rechengebiet unter Modellannahmen numerisch mo¨glich. Aus diesem Grund sind bei der
Veriﬁkation der Berechnungen mit dem Experiment prinzipiell drei Fehlerquellen zu unter-
scheiden:
1. Fehler, die bei der Aufstellung der mathematischen Gleichungen durch Modellan-
nahmen gemacht werden (Inkompressibilita¨t, Isothermie, Zweidimensionalita¨t, Tur-
bulenzmodellierung, ...).
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2. Fehler, die bei der numerischen Lo¨sung der mathematischen Gleichungen gemacht
werden (Diskretisierungsfehler, Abbruchfehler, ...).
3. Fehler, die bei der Wahl der Randbedingungen gemacht werden (Turbulenz in der An-
stro¨mung, Geschwindigkeitsverteilung am Eintritt, Verwendung periodischer Rand-
bedingungen, ...).
Die Veriﬁkation der einphasigen Berechnungen erfolgt anhand der integralen Werte Fo¨r-
derho¨he und Wirkungsgrad im gesamten Volumenstrombereich sowie der nur bei den Volu-
menstro¨men V˙ = 182m3/h, 227m3/h und 272m3/h gemessenen Schaufeldruckverla¨ufe. Ziel
der Veriﬁkation ist es, im Hinblick auf die Simulation der zweiphasigen Stro¨mung zu zeigen,
daß das numerische Verfahren ausreichend genau ist und die bei der Deﬁnition der Rand-
bedingungen gemachten Annahmen weitgehend mit dem Experiment u¨bereinstimmen.
6.2.3.1 Integrale Werte
Die Veriﬁkation der Berechnungen mit den integralen Werten Fo¨rderho¨he und Wirkungs-
grad stellt die einfachste Mo¨glichkeit dar, die Fu¨lle der von der numerischen Stro¨mungs-
berechnung gelieferten Daten mit dem Experiment zu vergleichen. Bei der Ermittlung der
integralen Werte ist darauf zu achten, daß die Mittelung und Bilanzierung mo¨glichst kon-
sistent zu der Vorgehensweise im Experiment erfolgt.
In U¨bereinstimmung mit dem Experiment [23] wird die Fo¨rderho¨he als mittlere Total-




















mit cn, der Geschwindigkeit normal zur Zellﬂa¨che
4.
Als Bilanzgrenzen dienen auf der Saugseite der Rechenfeldrand und auf der Druckseite
die Ebene auf konstantem Radius rd = 364.9mm. Aufgrund des begrenzten Rechengebietes
ist es nicht mo¨glich, dieselben Bilanzgrenzen wie im Experiment zu wa¨hlen. Da in der
Berechnung im Vergleich zum Experiment u¨ber ein kleineres Gebiet bilanziert wird, werden
weniger Verluste beru¨cksichtigt, so daß in der Berechnung prinzipiell mit einer ho¨heren
Fo¨rderho¨he zu rechnen ist.
4Es ist zu beachten, daß es sich um Geschwindigkeiten im Absolutsystem handelt.
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Abbildung 6.7: Vergleich der numerisch ermittelten Fo¨rderho¨hen mit dem in [23] angegebenen
experimentellen Fo¨rderho¨henverlauf.
Abbildung 6.7 zeigt den Vergleich zwischen dem numerisch und dem experimentell be-
stimmten Fo¨rderho¨henverlauf. Es besteht gute U¨bereinstimmung. Der maximale relative
Fehler ist kleiner als 9%. Wie zu erwarten, liegt die numerisch bestimmte Fo¨rderho¨he u¨ber
der gemessenen Fo¨rderho¨he, da in der Berechnung aufgrund der Zweidimensionalita¨t die
Diﬀusorverluste und die von der Sekunda¨rstro¨mung verursachten Verluste nicht beru¨cksich-
tigt werden. Dies ist auch der Grund fu¨r die zunehmende Abweichung bei den kleineren
Volumenstro¨men. Die Diﬀusorstro¨mung besitzt mit abnehmendem Volumenstrom eine im-
mer kleiner werdende Geschwindigkeitskomponente in Meridionalrichtung. Dies fu¨hrt dazu,
daß die stark drallbehaftete Stro¨mung einen immer weiteren Weg bei der Durchstro¨mung
des Diﬀusors zuru¨cklegen muß, so daß die Reibungsverluste stark ansteigen [34].
Großen Einﬂuß auf die Fo¨rderho¨he der Pumpe hat die Umfangskomponente der Ein-
trittsgeschwindigkeit cu. Damit wird der vom Spaltvolumenstrom verursachte Drall beru¨ck-
sichtigt (vgl. Kap. 6.2.1). Mit zunehmendem Drall bzw. zunehmender Umfangskomponente
der Eintrittsgeschwindigkeit cu sinkt die Fo¨rderho¨he, so daß es allein durch die geeigne-
te Wahl von cu mo¨glich ist, die im Experiment gemessene Fo¨rderho¨he zu reproduzieren.
Dabei werden jedoch die von der zweidimensionalen Berechnung vernachla¨ssigten Diﬀu-
sorverluste durch einen zu großen Vordrall kompensiert. Bei den Berechnungen, die den
Fo¨rderho¨hen in Abb. 6.7 zugrunde liegen, ist cu fu¨r die Volumenstro¨me 182 - 272m
3/h mit
Hilfe des Schaufeldruckverlaufs bestimmt (vgl. Kap. 6.2.1). Diese Vorgehensweise fu¨hrt zu
deutlich realistischeren Ergebnissen als die Bestimmung von cu u¨ber die Fo¨rderho¨he. Bei
dem Volumenstrom 500m3/h liegt keine Messung des Schaufeldruckverlaufs vor, mit der
der Vordrall kalibriert werden kann. Aus diesem Grund wird mit cu = 0.94m/s dieselbe
Umfangskomponente wie bei V˙ = 272m3/h gewa¨hlt (vgl. Tab. 6.1). Mit diesem Vordrall
liegt die numerisch bestimmte Fo¨rderho¨he leicht unterhalb der gemessenen Fo¨rderho¨he,
was darauf hindeutet, daß der Vordrall fu¨r diesen Volumenstrom zu groß gewa¨hlt ist.
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Abbildung 6.8: Experimentell ermittelter Gesamtwirkungsgrad und numerisch ermittelter hy-
draulischer Wirkungsgrad in Abha¨ngigkeit des Volumenstroms.
In Abb. 6.8 werden der experimentell ermittelte Gesamtwirkungsgrad und der numerisch er-
mittelte hydraulische Wirkungsgrad dargestellt. Der hydraulische Wirkungsgrad der Pum-






cu,dud − cu,sus . (6.9)
H ist die in Abb. 6.7 aufgetragene Fo¨rderho¨he, g die Erdbeschleunigung, cu ist die Um-
fangskomponente der Absolutgeschwindigkeit und u die Laufradumfangsgeschwindigkeit.
Die Bilanzgrenzen sind dieselben wie bei der Ermittlung der Fo¨rderho¨he.
Beim Vergleich der beiden Wirkungsgrade ist zu beachten, daß in dem experimentell
bestimmten Gesamtwirkungsgrad eine Reihe von Verlusten enthalten sind, die von der
im Rahmen dieser Arbeit durchgefu¨hrten numerischen Stro¨mungsberechnung nicht erfaßt
werden:
• Reibung außerhalb des Laufrads (z.B. Radseitenreibung).
• Volumetrische Verluste bzw. Leckageverluste. Sie stellen den Unterschied zwischen
dem vom Laufrad gefo¨rderten und dem von der Pumpe gelieferten Volumenstrom
dar.
• Mechanische Verluste in Lagern und Dichtungen.
Die Ho¨he der Radseitenreibungsverluste werden in [52] fu¨r eine Pumpe mit nq = 18 mit 8%
angegeben (beim Volumenstrom maximalen Wirkungsgrads). Die Leckageverluste von ca.
8% (vgl. Kap. 6.1) gehen ebenfalls direkt in den Gesamtwirkungsgrad ein, da die vom Lauf-
rad an den Leckagestrom u¨bertragene Energie im Spalt abgedrosselt und somit in Wa¨rme
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umgewandelt wird. Dies erkla¨rt die große Diskrepanz zwischen dem experimentell bestimm-
ten Gesamtwirkungsgrad und dem numerisch ermittelten hydraulischen Wirkungsgrad, der
nur die Stro¨mungsverluste im Laufrad beru¨cksichtigt. Die mechanischen Verluste sind bei
einer Pumpe mit der vorliegenden Antriebsleistung von untergeordneter Bedeutung [34].
Der numerisch ermittelte hydraulische Wirkungsgrad verla¨uft u¨ber den gesamten Vo-
lumenstrombereich sehr hoch (vgl. Abb. 6.8). Nur bei den Volumenstro¨men 182m3/h und
227m3/h kommt es zu einem leichten Abfall auf 95% bzw. 96%. Dieser hohe hydraulische
Wirkungsgrad erkla¨rt sich damit, daß in der Berechnung aufgrund der Zweidimensionalita¨t
die folgenden Stro¨mungsverluste nicht beru¨cksichtigt werden:
• Reibungsverluste an der Trag- und der Deckscheibe (Sekunda¨rstro¨mung).
• Stoß- und Mischungsverluste beim U¨bergang vom Laufrad in den Diﬀusor.
• Reibungsverluste im Diﬀusor.
Mit Hilfe der Angaben zu den einzelnen Verlusten in [52] lassen sich die beiden Wir-
kungsgrade vergleichen. Da die Angaben in [52] nur fu¨r den Volumenstrom maximalen
Wirkungsgrads gelten, wird dies bei V˙ = 500m3/h durchgefu¨hrt. Addiert man zu dem ex-
perimentell ermittelten Gesamtwirkungsgrad von 75% die Radseitenreibungsverluste (8%)
und die Spaltverluste (8%), so erha¨lt man einen hydraulischen Wirkungsgrad von 91%5.
Dieser beinhaltet sowohl die Verluste im Laufrad als auch im Ringdiﬀusor. Nach [34] tritt
bei Pumpen niedriger speziﬁscher Drehzahl ein großer Teil der hydraulischen Verluste in
der Leitvorrichtung auf (40% bis 70%). Geht man davon aus, daß 70% der Verluste in der
Leitvorrichtung auftreten, so ergibt das einen hydraulischen Wirkungsgrad von 97.3% fu¨r
das Laufrad.
Einen Hinweis darauf, daß die hydraulischen Verluste in der Leitvorrichtung tatsa¨chlich
so hoch sind, geben die Angaben u¨ber den Gesamtwirkungsgrad einer Pumpe mit nq = 18
in [34, 52]. Sowohl in [34] als auch in [52] wird fu¨r eine einstuﬁge, einﬂutige Radialpum-
pen mit nq = 18 ein Gesamtwirkungsgrad von ca. 86% fu¨r den Volumenstrom maximalen
Wirkungsgrads angegeben. Dies ist deutlich ho¨her als der experimentell ermittelte Gesamt-
wirkungsgrad von 75%. Der Grund dafu¨r ist, daß die Werte aus [34, 52] fu¨r Pumpen mit
Spiralgeha¨use gelten, wa¨hrend im Experiment ein Ringdiﬀusor verwendet wurde. Die Dif-
ferenz ist demzufolge zu einem großen Teil auf die dort auftretenden zusa¨tzlichen Verluste
zuru¨ckzufu¨hren.
6.2.3.2 Schaufeldruckverlauf und Stro¨mungsfeld bei V˙ = 227m3/h und
272m3/h
Die Abbn. 6.9 und 6.10 zeigen fu¨r die beiden Volumenstro¨me 227m3/h und 272m3/h den
numerisch ermittelten Schaufeldruckverlauf im Vergleich zum Experiment und das Stro¨-
mungsfeld im Relativsystem. Die numerischen Einstellungen und Randbedingungen sowie
die Darstellung der Ergebnisse werden in Kap. 6.2.1 bzw. Kap. 6.2.2 beschrieben.
5Die mechanischen Verluste werden nicht beru¨cksichtigt.
74 6 Ergebnisse
Wie man anhand der beiden Abbildungen (linke Seite) sieht, beﬁnden sich die nume-
risch bestimmten Schaufeldruckverla¨ufe in guter U¨bereinstimmung mit dem Experiment.
In der Na¨he der Schaufelvorderkante ist die Druckdiﬀerenz zwischen Druck- und Saugsei-
te aufgrund der in Kap. 6.2.1 beschriebenen Kalibrierung von cu sehr gut getroﬀen. Man
erkennt bei beiden Volumenstro¨men eine ausgepra¨gte Saugspitze in der Na¨he der Proﬁlvor-
derkante, wie sie bei Teillaststro¨mungen u¨blich ist (vgl. Kap. 6.2.4). Im hinteren Bereich
der Schaufel auf der Druckseite tritt bei beiden Volumenstro¨men jedoch eine gro¨ßere Ab-
weichung zum Experiment auf. Der Druck wird in diesem Bereich zu hoch vorhergesagt.
Wie die Parametervariationen in Kap. 6.2.5 zeigen, sind nicht numerische Fehler fu¨r
diese Abweichung verantwortlich, da sie unabha¨nigig von den gewa¨hlten Parametern und
Randbedingungen in allen Berechnungen auftritt. In den zweidimensionalen Berechnungs-
ergebnissen von Schu¨tte (vgl. [22] bzw. [23]) ist die gleiche Abweichung ebenfalls zu erken-
nen. Aus diesem Grund liegt die Vermutung nahe, daß die Ursache in der Zweidimensionali-
ta¨t der Berechnungen zu suchen ist. Beim U¨bergang vom Laufrad in den breiteren Diﬀusor
kommt es im Experiment zu Stoßverlusten. Außerdem unterliegt die stark drallbehaftete
Stro¨mung im Diﬀusor hohen Reibungsverlusten an den Diﬀusorwa¨nden. Diese Pha¨nomene
ko¨nnen von zweidimensionalen Berechnungen nicht beru¨cksichtigt werden. Aufgrund der
Zweidimensionalita¨t verla¨sst die Stro¨mung ungesto¨rt das Laufrad und tritt in einen Diﬀusor
ohne Wandhaftung ein.
Die dreidimensionale Berechnung der Pumpenstro¨mung in Kap. 6.2.7, bei der sowohl
der Querschnittsprung zwischen Laufrad und Diﬀusor als auch die Wandhaftung im Diﬀu-
sor beru¨cksichtigt werden, liefert jedoch nur einen geringfu¨gig besseren Schaufeldruckver-
lauf im Vergleich zu den zweidimensionalen Berechnungen (vgl. Abb. 6.25), so daß diese
Vernachla¨ssigungen nur bedingt fu¨r die Abweichung verantwortlich gemacht werden ko¨n-
nen. Somit bleibt nur die Vernachla¨ssigung des Spaltvolumenstroms als Hauptursache fu¨r
die Abweichung. Der Spaltvolumenstrom ist die einzige Vernachla¨ssigung, die bei der drei-
dimensionalen Berechnung der Pumpenstro¨mung gemacht wird. Dies wird in Kap. 6.2.7
na¨her ausgefu¨hrt. Im Hinblick auf die zweiphasige Berechnung der kavitierenden Stro¨mung
spielt die Abweichung im hinteren Teil der Schaufel auf der Druckseite nur eine geringe
Rolle, da die Kavitation im vorderen Bereich der Schaufel auf der Saugseite auftritt.
Besondere Aufmerksamkeit ist dem Stro¨mungsfeld zu schenken. Bei beiden Volumen-
stro¨men tritt eine starke Fehlanstro¨mung der Proﬁlvorderkante auf. Der Schaufelkanal ist
durch ein auf der Schaufeldruckseite liegendes Ru¨ckstro¨mgebiet sehr niedriger Geschwin-
digkeit teilweise versperrt. Dadurch bildet sich kein Staupunkt auf der Schaufeloberﬂa¨che,
sondern ein Sattelpunkt in der Na¨he der Schaufelvorderkante. Bei diesem Ru¨ckstromgebiet
handelt es sich nicht um ein viskos bedingtes Ablo¨segebiet, sondern um einen Relativwirbel,
der aufgrund der Rotation des Schaufelkanals entsteht (vgl. Kap. 3.2). Dieser Relativwir-
bel wurde schon 1949 von Stanitz mit Hilfe der Potentialtheorie vorhergesagt [88]. Da
die Rossby-Zahl und die Ekman-Zahl bei der untersuchten Pumpe sehr klein sind (vgl.
Kap. 3.3), unterliegt die Stro¨mung einem starken Rotationseinﬂuß.
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Abbildung 6.9: Schaufeldruckverlauf (links) und Stro¨mungsfeld (rechts) bei V˙ = 227m3/h.
p = p−prefρ/2 u22 , s - Position auf der Schaufeloberﬂa¨che. U¨brige Parameter: cu = 0.42m/s, I = 4%,
L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsschema, konstanter Druck am Austritt.
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Abbildung 6.10: Schaufeldruckverlauf (links) und Stro¨mungsfeld (rechts) bei V˙ = 272m3/h.
p = p−prefρ/2 u22 , s - Position auf der Schaufeloberﬂa¨che. U¨brige Parameter: cu = 0.94m/s, I = 4%,
L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsschema, konstanter Druck am Austritt.
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6.2.3.3 Schaufeldruckverlauf und Stro¨mungsfeld bei V˙ = 182m3/h
Bei dem Volumenstrom 182m3/h ist das Berechnungsergebnis von der Wahl der Rand-
bedingungen und den numerischen Einstellungen abha¨ngig. Die in Abb. 6.11 dargestellte
Berechnung mit den in Kap. 6.2.1 beschriebenen numerischen Einstellungen und Randbe-
dingungen (cu = 0.94m/s, Intensita¨t der Turbulenz I = 4%, charakteristisches La¨ngenmaß
der Turbulenz L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsschema fu¨r die konvektiven Terme) lie-
fert ein Ru¨ckstromgebiet auf der Schaufeldruckseite, vergleichbar mit den Volumenstro¨-
men 227m3/h und 272m3/h. Im Unterschied dazu liefert die Berechnung ohne Vordrall
(cu = 0m/s) und mit dem Upwind-Diskretisierungsschema fu¨r die konvektiven Terme (die
anderen Einstellungen sind identisch) ein Ru¨ckstromgebiet auf der Saugseite der Schaufel.
Der Sattelpunkt ist verschwunden, und der Staupunkt liegt auf der Druckseite der Schaufel.
Dies ist ein Stro¨mungsbild wie es typischerweise bei Teillast auftritt. Beide Berechnungen
stellen die Bandbreite der mo¨glichen Ergebnisse dar. Abha¨ngig von dem gewa¨hlten Vordrall
und der Diskretisierungsordnung erha¨lt man auch Zwischenstadien als Ergebnis.
Der Grund fu¨r die beiden unterschiedlichen Ergebnisse liegt in der Stabilita¨t der saug-
seitigen Grenzschicht. Durch die Ablo¨sung der Grenzschicht auf der Saugseite bildet sich
ein Ru¨ckstromgebiet im hinteren Bereich der Schaufel (vgl. Abb. 6.12). Es ist im Gegensatz
zu dem Ru¨ckstromgebiet in Abb. 6.11 auf viskose Eﬀekte zuru¨ckzufu¨hren und wird in der
Literatur als Teillastrezirkulation bezeichnet [61, 34]. Abha¨ngig von der Gro¨ße der Teil-
lastrezirkulation verengt sich der Schaufelkanal, so daß ein ho¨herer Volumenstrom an der
Druckseite der Schaufel vorbeistro¨mt und den Relativwirbel verdra¨ngt. Die unterschiedliche
Stro¨mung macht sich auch in den integralen Werten in Tab. 6.2 bemerkbar.
Fo¨rderho¨he [m] hydr. Wirkungsgrad [%]
Abb. 6.11 22.1 95.8
Abb. 6.12 23.4 94.1
Tabelle 6.2: Fo¨rderho¨he und Wirkungsgrad der in Abb. 6.11 und 6.12 gezeigten Stro¨mungsbe-
rechnungen.
Fu¨r das Ablo¨sen der Grenzschicht in der in Abb. 6.12 gezeigten Berechnung im Gegensatz
zu der in Abb. 6.11 gezeigten Berechnung gibt es zwei Gru¨nde:
• Der Vordrall hat die Eigenschaft, die Teillastanstro¨mung zu verbessern. Da in der
Berechnung in Abb. 6.12 kein Vordrall (cu = 0m/s) vorgegeben ist, wird die Schaufel
schlechter angestro¨mt, und die Grenzschicht ist sta¨rker gesto¨rt als bei der Berechnung
in Abb. 6.11.
• Die in Abb. 6.12 gezeigte Berechnung ist dissipativer (1. Ordnung). Dies unterstu¨tzt
die Tendenz der Grenzschicht zum Ablo¨sen.
Ein Eﬀekt allein, d.h. nur die A¨nderung des Vordralls oder der Diskretisierungsordnung,
reicht fu¨r die in Abb. 6.11 und Abb. 6.12 gezeigten Unterschiede nicht aus, sondern liefert
nur ein Zwischenstadium.
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Abbildung 6.11: Schaufeldruckverlauf (links) und Stro¨mungsfeld (rechts) bei V˙ = 182m3/h.
p = p−prefρ/2 u22 , s - Position auf der Schaufeloberﬂa¨che. U¨brige Parameter: cu = 0.94m/s, I = 4%,
L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsschema, konstanter Druck am Austritt.
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Abbildung 6.12: Schaufeldruckverlauf (links) und Stro¨mungsfeld (rechts) bei V˙ = 182m3/h.
p = p−prefρ/2 u22 , s - Position auf der Schaufeloberﬂa¨che. U¨brige Parameter: cu = 0m/s, I = 4%,
L = 0.5mm, UPWIND-Diskretisierungsschema, konstanter Druck am Austritt.
78 6 Ergebnisse
Der U¨bergang in der Stro¨mungsstruktur (Ablo¨segebiet auf der Saugseite - Relativwirbel
auf der Druckseite) ist schwer vorherzusagen, da er von vielen Parametern abha¨ngt. Bei
der Vorgabe drallfreier Zustro¨mung und einer hohen Anstro¨mturbulenz tritt noch bei dem
Volumenstrom 227m3/h Teillastrezirkulation auf. Bei dem Volumenstrom 272m3/h ist dies
jedoch nicht mehr mo¨glich (vgl. Kap. 6.2.5). Fu¨r die Einﬂußgro¨ßen Volumenstrom und
Vordrall lassen sich die folgende Tendenzen angeben:
• Je kleiner der Volumenstrom, desto ho¨her die Wahrscheinlichkeit fu¨r die Entstehung
der Teillastrezirkulation.
• Der Vordrall verbessert die Teillastanstro¨mung, d.h. je ho¨her der Vordrall, desto mehr
wird die Grenzschicht auf der Saugseite stabilisiert.
Obwohl der Druckverlauf in Abb. 6.12 im Vergleich zu dem Druckverlauf in Abb. 6.11 im
hinteren Schaufelbereich auf der Druckseite besser mit dem Experiment u¨bereinstimmt,
wird davon ausgegangen, daß im Experiment eine Stro¨mung wie in Abb. 6.11 vorliegt. Die
Abweichung zwischen Experiment und Numerik im hinteren Bereich der Pumpenschaufel
hat ihre Ursache in der unzureichenden Modellierung des Kreisringdiﬀusors und ist auch
bei den Volumenstro¨men 227m3/h und 272m3/h zu erkennen. Dies gilt jedoch nur fu¨r die
einphasige Stro¨mung, da durch das Auftreten von Kavitation die Grenzschicht gesto¨rt und
so die Bildung der Teillastrezirkulation unterstu¨tzt wird.
Interessant ist in diesem Zusammenhang die im Experiment gemachte Beobachtung
von
”
rotierender Kavitation“ [24]. Dabei handelt es sich um eine Instabilita¨t, die ihren
Ursprung mo¨glicherweise in den in Abb. 6.11 und Abb. 6.12 gezeigten unterschiedlichen
Stro¨mungssituationen hat. Die ungesto¨rte Stro¨mung ist in Abb. 6.11 dargestellt. Aufgrund
von Kavitation wird die Grenzschicht auf der Saugseite gesto¨rt, und die Stro¨mung lo¨st
ab. Es stellt sich dann eine Stro¨mung wie in Abb. 6.12 ein. Dieser Vorgang la¨uft nicht in
allen Schaufelkana¨len gleichzeitig ab. Da sich die Schaufelkana¨le gegenseitig beeinﬂussen,
kann sich ein umlaufendes Pha¨nomen einstellen, und die Stro¨mung pendelt zwischen diesen
beiden Stro¨mungssituationen.
6.2.3.4 Schaufeldruckverlauf und Stro¨mungsfeld bei V˙ = 500m3/h
Abbildung 6.13 zeigt den Schaufeldruckverlauf und das Stro¨mungsfeld im Relativsystem
bei dem Volumenstrom 500m3/h 6. Auch bei diesem Volumenstrom ist ein Ru¨ckstromge-
biet auf der Schaufeldruckseite zu erkennen, dessen Ausdehnung jedoch im Vergleich zu den
bisher untersuchten Volumenstro¨men deutlich geringer ist. Da das Ru¨ckstro¨mgebiet kurz
hinter der Schaufelvorderkante beginnt, bildet sich ein Staupunkt auf der Proﬁloberﬂa¨che in
der Mitte der Proﬁlvorderkante. Die fu¨r Teillast typische Saugspitze in der Schaufeldruck-
verteilung ist fast vo¨llig verschwunden. Dadurch entsteht der Eindruck einer stoßfreien
Anstro¨mung. Dies wird in Kap. 6.2.4 na¨her beleuchtet. Ob es sich bei dem Ru¨ckstrom-
gebiet auf der Schaufeldruckseite um einen rotationsbedingten Relativwirbel handelt oder
6Volumenstrom maximalen Wirkungsgrads (vgl. Abb. 6.8).
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um ein viskosita¨tsbedingtes Ablo¨segebiet, ist nicht zu entscheiden. Die Rossby-Zahl ist bei
diesem Volumenstrom deutlich ho¨her als bei den in den vorhergehenden Kapiteln unter-
suchten Volumenstro¨men. Berechnungen bei noch ho¨heren Volumenstro¨men in [93] zeigen,
daß das Ru¨ckstro¨mgebiet mit steigendem Volumenstrom wieder zunimmt. Dabei handelt
es sich um ein viskosita¨tsbedingtes Ablo¨sepha¨nomen, das durch die zunehmende Falschan-
stro¨mung bei den hohen Volumenstro¨men verursacht wird.
Da in diesem Volumenstrombereich keine Schaufeldruckmessungen durchgfu¨hrt wur-
den, ist eine Veriﬁkation der in Abb. 6.13 gezeigten Berechnung nur anhand der integralen
Werte Wirkungsgrad und Fo¨rderho¨he mo¨glich (vgl. Kap. 6.2.3.1).
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Abbildung 6.13: Schaufeldruckverlauf (links) und Stro¨mungsfeld (rechts) bei dem Volumen-
strom stoßfreier Anstro¨mung V˙ = 500m3/h. p = p−pref
ρ/2 u22
, s - Position auf der Schaufeloberﬂa¨che.
U¨brige Parameter: cu = 0.94m/s, I = 4%, L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsschema, konstan-
ter Druck am Austritt.
6.2.4 Stoßfreie Anstro¨mung
Eine Besonderheit der untersuchten Pumpe ist die große Abweichung zwischen dem ein-
dimensional mit Hilfe von Geschwindigkeitsdreiecken ermittelten Volumenstrom stoßfrei-
er Anstro¨mung7 von 227m3/h und dem Volumenstrom maximalen Wirkungsgrads von
7Mit Hilfe der folgenden Gleichung: V˙ = π d1 Ω b tanβ1(π d1 − z s1sin β1 ), mit d1 dem Eintrittsdurchmesser,
Ω der Pumpendrehzahl, b der Schaufelbreite, β1 dem Schaufelwinkel am Eintritt, z der Schaufelanzahl
sowie s1 der Schaufeldicke am Eintritt (vgl. [61, 23]).
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500m3/h (vgl. Abb. 6.8). Abbildung 6.14 zeigt den berechneten Stro¨mungsverlauf im Be-
reich der Schaufelvorderkante fu¨r diese beiden Volumenstro¨me.
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Abbildung 6.14: Vergleich der Relativstro¨mung bei V˙ = 227m3/h (links) und bei V˙ = 500m3/h
(rechts). Vergro¨ßerter Ausschnitt der Stro¨mung im Bereich der Schaufelvorderkante aus Abb. 6.9
und Abb. 6.13.
Aufgrund des Relativwirbels im Schaufelkanal versagt die eindimensionale Betrachtungs-
weise der Pumpenstro¨mung, da die Stro¨mung nicht mehr eindimensional ist. Der Rela-
tivwirbel versperrt den Schaufelkanal auf der Druckseite der Pumpenschaufel, so daß ein
großer Teil des Volumenstroms auf die Schaufelsaugseite umgelenkt und dadurch stark be-
schleunigt wird, was zu einer ausgepra¨gten Saugspitze auf der Schaufelsaugseite fu¨hrt (vgl.
Abb. 6.9). Stoßfreie Zustro¨mung stellt sich erst bei dem deutlich ho¨heren Volumenstrom
von 500m3/h ein, bei dem es sich auch um den Volumenstrom maximalen Wirkungsgrads
handelt. Die Ursache fu¨r die Entstehung des ausgepra¨gten Relativwirbels bei der unter-
suchten Pumpe ist der sehr weite und oﬀene Schaufelkanal, der die Stro¨mung schlecht fu¨hrt.
Eine Erho¨hung der Schaufelanzahl wu¨rde sicherlich Abhilfe schaﬀen [61].
Dieses Berechnungsergebnis wird von den Kavitationsaufnahmen in [23] besta¨tigt.
Wenn bei dem Volumenstrom von V˙ = 227m3/h stoßfreie Anstro¨mung vorliegen wu¨r-
de, so mu¨ßte es sich bei dem Volumenstrom 272m3/h um eine echte U¨berlaststro¨mung mit
Kavitationsgebieten auf der Schaufeldruckseite handeln. Dies ist jedoch nicht der Fall. Bei
keinem der untersuchten Volumenstro¨me und Systemdru¨cke sind Kavitationsgebiete auf
der Schaufeldruckseite zu erkennen.
6.2.5 Sensitivita¨tsanalyse
In Kap. 6.2.3 werden die Berechnungsergebnisse mit der besten U¨bereinstimmung mit dem
Experiment gezeigt. Fu¨r die Beurteilung der Aussagekraft dieser Ergebnisse ist es jedoch
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notwendig, mit Hilfe von Parametervariationen zu untersuchen, welchen Einﬂuß A¨nderun-
gen der numerischen Parameter und Randbedingungen haben. Dazu werden die folgenden
Einﬂußparameter untersucht, die sich in Anlehnung an Kap. 6.2.3 in drei Gruppen einteilen
lassen:
1. Parameter, die die numerische Lo¨sung der physikalischen Gleichungen betreﬀen:
• Anzahl der Zellen (Ra¨umliche Auﬂo¨sung).
• Diskretisierungsschema (Diskretisierungsordnung).
2. Variation der physikalischen Modellannahmen bei der Aufstellung der mathemati-
schen Gleichungen:
• Verwendung unterschiedlicher Turbulenzmodelle.
3. Variation der Parameter, die die Randbedingungen deﬁnieren:
• Turbulenzgrad und charakteristisches La¨ngenmaß der Turbulenz am Eintritt.
• Geschwindigkeitsverteilung am Eintritt.
• Art der Randbedingung am Austritt (konstanter Druck, Mittelwert des Drucks,
Austrittsrandbedingung).
Im Hinblick auf die Berechnung kavitierender Stro¨mungen wird der Einﬂuß eines Parame-
ters anhand seiner Auswirkung auf den Schaufeldruckverlauf bestimmt (vgl. Abbn. 6.15-
6.20), da sowohl das Kavitationsverhalten einer Pumpe als auch die integralen Werte Fo¨r-
derho¨he und hydraulischer Wirkungsgrad maßgeblich von diesem Druckverlauf abha¨ngen.
Andere Kriterien wie z.B. die Grenzschichtdicke oder die Geschwindigkeitsverteilung im
Relativwirbel zeigen sicherlich eine gro¨ßere Abha¨ngigkeit von den untersuchten Parame-
tern, ihre Auswirkung auf das Kavitationsverhalten ist jedoch gering.
Die Sensitivita¨tsanalyse wird aus Gru¨nden der Rechenzeitersparnis nur bei dem Volu-
menstrom 272m3/h durchgefu¨hrt, bei dem auch die zweiphasigen Berechnungen in Kap.
6.3 durchgefu¨hrt werden. Als Ausgangspunkt und Vergleich dient die in Abb. 6.10 ge-
zeigte Berechnung mit den folgenden Randbedingungen: turbulente Intensita¨t am Eintritt
I = 4%, charakteristisches turbulentes La¨ngenmaß am Eintritt L = 0.5mm, Vordrall
cu = 0.94m/s. Falls nicht anders angegeben, wird fu¨r die Diskretisierung der konvektiven
Terme das MARS-Diskretisierungsverfahren sowie fu¨r die Turbulenzmodellierung das k− 
Turbulenzmodell in RNG-Formulierung verwendet.
1. Parameter, die die numerische Lo¨sung der physikalischen Gleichungen be-
treﬀen
An Parametern, die die numerische Lo¨sung der physikalischen Gleichungen betreﬀen, wer-
den im folgenden der Einﬂuß der Zellenanzahl und der Einﬂuß unterschiedlicher Diskreti-
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sierungsschemata auf das Berechnungsergebnis untersucht8. Zur Untersuchung der Gitter-
unabha¨ngigkeit wird die in Abb. 6.10 gezeigte Stro¨mungsberechnung mit denselben numeri-
schen Einstellungen fu¨r Diskretisierungsordnung und Randbedingungen auf einem vierfach
verfeinerten Berechnungsgitter wiederholt. Abbildung 6.15 zeigt auf der linken Seite den
Schaufeldruckverlauf fu¨r die beiden Berechnungen im Vergleich zum Experiment. Die Aus-
wirkung der Gitterverfeinerung ist marginal, d.h. das urspru¨ngliche Berechnungsgitter ist
ausreichend fein. Eine zusa¨tzliche Vergro¨berung des Gitters macht im Hinblick auf die zwei-
phasigen Berechnungen keinen Sinn, da sonst das Kavitationsgebiet nicht mehr ausreichend
aufgelo¨st wird.





















Abbildung 6.15: Linke Seite: Einﬂuß einer Gitterverfeinerung auf den Schaufeldruckverlauf.
Rechte Seite: Einﬂuß unterschiedlicher Diskretisierungsschemata fu¨r die konvektiven Terme auf
den Schaufeldruckverlauf. 1. Ordnung =̂ UPWIND-Diskretisierungsschema, 2. Ordnung =̂ MARS-
Diskretisierungsschema, 3. Ordnung =̂ QUICK-Diskretisierungsschema. p = p−pref
ρ/2 u22
, s - Position
auf der Schaufeloberﬂa¨che. U¨brige Parameter: V˙ = 272m3/h, cu = 0.94m/s, I = 4%, L = 0.5mm,
konstanter Druck am Austritt.
Die rechte Seite von Abb. 6.15 zeigt den Einﬂuß unterschiedlicher Diskretisierungsschemata
fu¨r die Diskretisierung der konvektiven Terme auf den Schaufeldruckverlauf. Der Einﬂuß
ist ebenfalls gering, nur bei Verwendung des Upwind Verfahrens 1. Ordnung ist eine leichte
Verschlechterung des Ergebnisses im Bereich der Proﬁlvorderkante auf der Saugseite ge-
genu¨ber der Berechnung mit dem MARS-Diskretisierungsschema 2. Ordnung zu erkennen.
Eine weitere Erho¨hung der Diskretisierungsordnung durch die Verwendung des QUICK-
Diskretisierungsschemas bringt keine zusa¨tzliche Verbesserung.
8Die ra¨umliche Auﬂo¨sung und die Ordnung des Diskretisierungsschemas ko¨nnen prinzipiell nicht un-
abha¨ngig voneinander betrachtet werden. Je feiner das Berechnungsgitter ist, desto geringer ist die
Bedeutung des Diskretisierungsschemas. Im Gegensatz dazu muß eine ho¨here Diskretisierungsordnung
nicht unbedingt zu einem genaueren Ergebnis fu¨hren, wenn das Berechnungsgitter unzureichend ist.
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Der Einﬂuß der numerischen Parameter auf den Schaufeldruckverlauf ist gering. Dies
ist bei der Berechnung von Pumpenstro¨mungen nicht generell der Fall, sondern eine Beson-
derheit der hier untersuchten Pumpe. Numerische Fehler machen sich bei einer stationa¨ren
Berechnung vor allem als numerische Dissipation bemerkbar, deren Wirkung mit einer
zusa¨tzlichen Viskosita¨t vergleichbar ist. Viskose Eﬀekte spielen jedoch bei dieser Pumpe
aufgrund der niedrigen Ekman-Zahl E ≈ 2.7 · 10−6 im Vergleich zu den Rotationseﬀekten
keine Rolle (vgl. Kap. 3.3). Deshalb ist auch der Einﬂuß der Turbulenz auf den Schaufel-
druckverlauf gering (vgl. Abb. 6.16).
2. Variation der physikalischen Modellannahmen bei der Aufstellung der ma-
thematischen Gleichungen
An physikalischen Modellannahmen werden nur die dem Turbulenzmodell zugrundeliegen-
den Annahmen durch die Verwendung zweier unterschiedlicher Turbulenzmodelle u¨ber-
pru¨ft. Wie in Kap. 4.3 beschrieben, werden bei der numerischen Simulation turbulenter
Stro¨mungen die Reynolds-gemittelten Navier-Stokes-Gleichungen gelo¨st. Die Auswirkung
der Turbulenz auf die Stro¨mung wird dabei durch eine zusa¨tzliche Viskosita¨t (turbulente
Viskosita¨t) modelliert, die mit Hilfe eines Turbulenzmodells bestimmt wird. Abbildung 6.16
zeigt auf der linken Seite den Einﬂuß zweier unterschiedlicher Turbulenzmodelle auf den
Schaufeldruckverlauf. Obwohl die von den beiden Turbulenzmodellen resultierende Vertei-
lung der turbulenten Viskosita¨t sehr unterschiedlich ist, ist der Einﬂuß auf den Schaufel-
druckverlauf gering. Auch dies ist ein Eﬀekt der niedrigen Ekman-Zahl und war deshalb
zu erwarten.
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Abbildung 6.16: Linke Seite: Einﬂuß unterschiedlicher Turbulenzmodelle auf den Schaufel-
druckverlauf. Vergleich eines linearen k −  Turbulenzmodells in RNG Formulierung mit einem
quadratischen k− Turbulenzmodell. Rechte Seite: Einﬂuß der als Randbedingung vorzugebenden
Werte fu¨r die turbulente Intensita¨t I und fu¨r ein charakteristisches turbulentes La¨ngenmaß L der
Zustro¨mung. p = p−pref
ρ/2 u22
, s Position auf der Schaufeloberﬂa¨che. U¨brige Parameter: V˙ = 272m3/h,
cu = 0.94m/s, MARS-Diskretisierungsschema, konstanter Druck am Austritt.
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3. Variation der Parameter, die die Randbedingungen deﬁnieren
Dabei werden alle Werte der Randbedingung variiert, fu¨r die keine Messungen vorliegen,
d.h. der Turbulenzgrad und das charakteristisches La¨ngenmaß der Turbulenz am Eintritt,
die Geschwindigkeitsverteilung am Eintritt sowie die Art der Randbedingung am Austritt
(konstanter Druck, Mittelwert des Drucks, Austrittsrandbedingung).
Die Auswirkung der niedrigen Ekman-Zahl zeigt sich auch bei der Variation der Zu-
stro¨mturbulenz in Abb. 6.16 (rechte Seite). Der Einﬂuß auf den Druckverlauf ist sehr gering,
obgleich die vom Turbulenzmodell vorhergesagte turbulente Viskosita¨t in Abha¨ngigkeit der
Randbedingung stark unterschiedlich ist. Die maximal im Stro¨mungsfeld auftretende tur-
bulente Viskosita¨t µt,max variiert von 1.09 kg/ms (durchgezogene Linie) bis 5.53 kg/ms
(gepunktete Linie).
Wie bereits in Kap. 6.1 erwa¨hnt, ist die Vorgabe der Eintrittsgeschwindigkeit mit einer
Unsicherheit bezu¨glich der Beru¨cksichtigung des experimentell nicht gemessenen Spaltvo-
lumenstroms behaftet. Dies betriﬀt die Meridiankomponente cm, da der tatsa¨chlich das
Laufrad durchstro¨mende Volumenstrom um exakt den Spaltvolumenstrom ho¨her ist als
der im Experiment gemessene Volumenstrom. Ebenso ist auch die Umfangskomponente cu
der Eintrittsgeschwindigkeit betroﬀen, da der Zustro¨mung der Pumpe durch den Spaltvo-
lumenstrom ein Gleichdrall aufpra¨gt wird. Beide Einﬂu¨sse werden getrennt voneinander in
Abb. 6.17 und Abb. 6.18 dargestellt.












Abbildung 6.17: Einﬂuß der Volumenstromerho¨hung durch einen Spaltvolumenstrom von 10%
des tatsa¨chlich gefo¨rderten Volumenstroms. Vergleich des Schaufeldruckverlaufs zwischen dem tat-
sa¨chlich durch das Laufrad gefo¨rderten Volumenstrom von V˙ = 300m3/h und dem experimentell
ermittelten Volumenstrom von V˙ = 272m3/h. p = p−prefρ/2 u22 , s - Position auf der Schaufelober-
ﬂa¨che. U¨brige Parameter: cu = 0.94m/s, I = 4%, L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsschema,
konstanter Druck am Austritt.
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Abbildung 6.17 zeigt den Einﬂuß der Volumenstromerho¨hung durch einen Spaltvolumen-
strom von 10% des tatsa¨chlich gefo¨rderten Volumenstroms9. Der Vordrall ist in beiden
Fa¨llen konstant (cu = 0.94m/s). Im Vorderbereich der Schaufel verla¨uft der Druck auf
der Schaufeldruckseite aufgrund des erho¨hten Volumenstroms etwas ho¨her. Die Saugspit-
ze auf der Schaufelsaugseite ist jedoch nahezu unvera¨ndert, so daß der Einﬂuß auf das
Kavitationsverhalten gering ist.
Abbildung 6.18 zeigt den Schaufeldruckverlauf fu¨r unterschiedliche Werte von cu bei
konstantem cm (cm = 2.69m/s). Mit zunehmendem Vordrall wird die Saugspitze im Bereich
der Proﬁlvorderkante deutlich kleiner. Die Saugspitze hat großen Einﬂuß auf das Kavitati-
onsverhalten der Pumpe und den NPSHav-Wert, bei dem mit beginnender Kavitation zu
rechnen ist, so daß der korrekten Bestimmung von cu besondere Bedeutung zukommt.
























Abbildung 6.18: Einﬂuß des Vordralls auf den Schaufeldruckverlauf. Links: Gesamter Schau-
feldruckverlauf. Rechts: Vergro¨ßerter Bereich der Schaufelvorderkante, s von 0mm bis 100mm
sowie p von 0.1 bis 1. p = p−pref
ρ/2 u22
, s - Position auf der Schaufeloberﬂa¨che. U¨brige Parameter:
V˙ = 272m3/h, I = 4%, L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsschema, konstanter Druck am Aus-
tritt.
Durch die monotone Abha¨ngigkeit des Schaufeldruckverlaufs von der Ho¨he des Vordralls
ist es mo¨glich, cu anhand des Experiments zu kalibrieren. Fu¨r den Volumenstrom 272m
3/h
zeigt Abb. 6.18 die beste U¨bereinstimmung bei cu = 0.94m/s. Da keine Messungen im
Bereich der Saugspitze vorliegen, ist diese Methode nicht sehr genau. Sie stellt jedoch die
einzige Mo¨glichkeit dar, den Wert von cu sinnvoll zu kalibrieren. Wenn man den zweiten
Meßpunkt auf der Saugseite als Kriterium wa¨hlt, so ergibt dies eine Umfangskomponente
von cu = 0.47m/s.
9Ein Spaltvolumenstrom von 10% des tatsa¨chlich gefo¨rderten Volumenstroms ist im Vergleich zu Angaben
aus der Literatur [52] eher zu hoch als zu tief gewa¨hlt (vgl. Kap. 6.1).
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In Abb. 6.19 ist das Stro¨mungsfeld fu¨r die beiden Extremwerte des Vordralls gezeigt.
Links die Stro¨mung ohne Vordrall, d.h. cu = 0m/s, und rechts die Stro¨mung mit dem
ho¨chsten Vordrall cu = 1.41m/s. Die Auswirkung auf die Relativstro¨mung ist gering. Der
Relativwirbel ist in beiden Fa¨llen vorhanden, fa¨llt in der Stro¨mung mit Vordrall jedoch
geringer aus. Vordrall hat die gleiche Auswirkung auf die Zustro¨mrichtung wie eine Er-
ho¨hung des Volumenstroms (vgl. Abb. 6.5). Deshalb geht durch den Vordrall ein gro¨ßerer
Teil des Volumenstroms schon a priori auf der Saugseite der Schaufel vorbei, so daß die
lokale Beschleunigung der Stro¨mung im Bereich der Schaufelvorderkante geringer ausfa¨llt
und damit auch die Saugspitze geringer ist. Visuell lassen sich jedoch kaum Unterschiede
in der Zustro¨mrichtung ausmachen.
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Abbildung 6.19: Einﬂuß des Vordralls auf das Stro¨mungsfeld im Relativsystem. Links: Ohne
Vordrall, cu = 0m/s. Rechts: Mit Vordrall, cu = 1.41m/s. U¨brige Parameter: V˙ = 272m3/h,
I = 4%, L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsschema, konstanter Druck am Austritt.
Bei der numerischen Berechnung der Pumpenstro¨mung gibt es verschiedene Mo¨glichkei-
ten, die Randbedingung auf der Druckseite der Pumpe vorzugeben. Abbildung 6.20 zeigt
den Einﬂuß dreier unterschiedlicher Randbedingungen. Bei allen drei verwendeten Rand-
bedingungen wird der Druck im hinteren Bereich der Schaufel auf der Druckseite deutlich
zu hoch vorhergesagt. Die Verwendung konstanten Drucks als Randbedingung liefert die
beste U¨bereinstimmung mit dem Experiment. Dies ist verwunderlich, da nicht davon aus-
gegangen werden kann, daß der Druck im Experiment in dieser Ebene konstant ist, so daß
die Austrittsrandbedingung oder die weniger restriktive Druckrandbedingung, die nur den
Mittelwert des Druckes vorschreibt, eher geeignet erscheinen, das Experiment wiederzuge-
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ben. Eine mo¨gliche Erkla¨rung fu¨r dieses Ergebnis ist, daß der durch den konstanten Druck
hervorgerufene Fehler die aufgrund der Zweidimensionalita¨t gemachten Fehler zum Teil
kompensiert.










Abbildung 6.20: Einﬂuß der Austrittsrandbedingung auf den Schaufeldruckverlauf. p = p−prefρ/2 u22 ,
s - Position auf der Schaufeloberﬂa¨che. Vergleich der Austrittsrandbedingung mit der Druck-
randbedingung (konstanter Druck, Mittelwert des Druck). U¨brige Parameter: V˙ = 272m3/h,
cu = 0.94m/s, I = 4%, L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsschema.
Die Ergebnisse der Sensitivita¨tsanalyse lassen sich folgendermaßen zusammenfassen:
• Das Berechnungsgitter ist ausreichend fein und liefert selbst bei der Verwendung
eines Diskretisierungsschemas erster Ordung fu¨r die Diskretisierung der konvektiven
Terme zufriedenstellende Ergebnisse.
• Mo¨gliche Fehler aufgrund der Turbulenzmodellierung oder einer ungenauen Vorga-
be der fu¨r das Turbulenzmodell beno¨tigten Randbedingungen haben nur geringen
Einﬂuß auf die Druckverteilung.
• Die Abweichung der Schaufeldruckverteilung auf der Druckseite im hinteren Bereich
der Schaufel ist in allen Berechnungen wiederzuﬁnden, d.h. sie ha¨ngt nicht von den
in diesem Kapitel untersuchten Parametern ab.
• Der Stro¨mungszustand bei dem Volumenstrom 272m3/h ist sehr stabil, so daß die
Unsicherheit bei der Wahl der Randbedingungen, fu¨r die keine Messungen vorliegen,
keine große Auswirkung auf das Ergebnis hat. Einzig die Wahl des Vordralls wirkt
sich direkt auf das Kavitationsverhalten der Pumpe aus. Die Ho¨he des Vordralls kann
jedoch anhand der Schaufeldruckverteilung kalibriert werden.
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6.2.6 Vergleich turbulent-reibungsfrei
Der Vorteil der reibungsfreien Stro¨mungsberechnung im Vergleich zur reibungsbehafteten
Stro¨mungsberechnung mit Turbulenzmodell ist der deutlich geringere numerische Aufwand.
Die Zellenanzahl des Berechnungsgitters ist sehr viel kleiner (keine Auﬂo¨sung der Grenz-
schicht notwendig), und es mu¨ssen keine zusa¨tzlichen Gleichungen fu¨r das Turbulenzmodell
gelo¨st werden. Dies ist im Hinblick auf die instationa¨re Simulation der kavitierenden Pum-
penstro¨mung von besonderer Bedeutung.
Die Abbn. 6.21 und 6.22 zeigen die reibungsfrei und die reibungsbehaftet berechnete
Pumpenstro¨mung bei V˙ = 272m3/h im Vergleich. Bei beiden Berechnungen ist die Zu-
stro¨mung drallfrei modelliert. Die U¨bereinstimmung des Schaufeldruckverlaufs ist sehr gut
(vgl. Abb. 6.21). Auch die reibungsfreie Berechnung liefert einen Relativwirbel auf der
Schaufeldruckseite (linke Seite Abb. 6.22), der aufgrund der fehlenden viskosen Da¨mpfung
sogar deutlich sta¨rker ausgepra¨gt ist10. Diese Beobachtung wurde auch von [83] bei der
Simulation eines ebenen Radialgitters gemacht. Der geringe Reibungseinﬂuß ist ebenso wie
der geringe Einﬂuß der Turbulenzmodellierung in Kap. 6.2.5 auf die kleine Ekman-Zahl
E ∼ 2.7 · 10−6 der Laufradstro¨mung zuru¨ckzufu¨hren (vgl. Kap. 3.3).










Abbildung 6.21: Vergleich des Schaufeldruckverlaufs von reibungsfreier (Euler) und reibungs-
behafteter (Navier-Stokes) Berechnung bei V˙ = 272m3/h und drallfreier Zustro¨mung. p =
p−pref
ρ/2 u22
, s - Position auf der Schaufeloberﬂa¨che. Euler-Berechnung: cu = 0m/s, UPWIND-
Diskretisierungsverfahren, konstanter Druck am Austritt. Navier-Stokes Berechnung: cu = 0m/s,
I = 4%, L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsverfahren, konstanter Druck am Austritt.
Abbildung 6.23 zeigt das fu¨r die reibungsfreie Berechnung verwendete Diskretisierungs-
gitter. Um eine konvergierte Lo¨sung zu erhalten, ist es notwendig, das Gitter im Bereich
der Schaufelhinterkante sehr grob zu gestalten und das Upwind-Diskretisierungsschema fu¨r
10Bei dem Relativwirbel handelt es sich um ein rotationsbedingtes Pha¨nomen und nicht um eine viskos
bedingte Ablo¨sung (vgl. Kap. 3.2).
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die konvektiven Terme zu verwenden, was eine erho¨hte numerische Dissipation zur Fol-
ge hat. Deshalb ist der Schaufeldruckverlauf im Bereich der Schaufelhinterkante bei der
reibungsfreien Berechnung im Vergleich zur turbulenten Berechnung auch deutlich glatter.
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Abbildung 6.22: Vergleich des Stro¨mungsfeld im Relativsystem von reibungsfreier (links) und
reibungsbehafteter (rechts) Berechnung bei V˙ = 272m3/h und drallfreier Zustro¨mung. Euler-
Berechnung: cu = 0m/s, UPWIND-Diskretisierungsverfahren, konstanter Druck am Austritt.
Navier-Stokes Berechnung: cu = 0m/s, I = 4%, L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsverfahren,
konstanter Druck am Austritt.
Abbildung 6.23: Berechnungsgitter fu¨r die reibungsfreie Berechnung (3000 Zellen).
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Das Ergebnis der reibungsfreien Berechnung ist nicht gitterunabha¨ngig. Wegen der Un-
stetigkeiten in der Schaufelgeometrie im Bereich der Vorder- und der Hinterkante wu¨rde
bei einer analytischen Lo¨sung der Druck an diesen Stellen gegen unendlich gehen. Auf-
grund der endlichen Auﬂo¨sung und der damit verbundenen numerischen Dissipation wird
dies vermieden. Je feiner solche Unstetigkeitsstellen jedoch aufgelo¨st werden, desto gro¨-
ßere Ausschla¨ge erha¨lt man im Druck. Trotzdem macht die reibungsfreie Berechnung der
Pumpenstro¨mung Sinn und wird ha¨uﬁg angewandt.
6.2.7 Dreidimensionale Berechnung der Pumpenstro¨mung
Wie in Kap. 6.2.3 dargestellt, stimmen bereits die Ergebnisse der zweidimensionalen Be-
rechnung gut mit dem Experiment u¨berein. Lediglich der Schaufeldruckverlauf im hinteren
Bereich der Schaufel auf der Druckseite verla¨uft bei allen untersuchten Volumenstro¨men
im Vergleich zum Experiment deutlich zu hoch (vgl. Abbn. 6.9-6.11, linke Seite). Ziel der
dreidimensionalen Berechnung ist es demnach, folgende Fragen zu kla¨ren:
• Inwiefern treten bei der untersuchten Pumpe u¨berhaupt dreidimensionale Eﬀekte
auf?
• Ist die gute U¨bereinstimmung zwischen zweidimensionaler Berechnung und Experi-
ment darauf zuru¨ckzufu¨hren, daß die Stro¨mung im Laufschaufelkanal na¨herungsweise
zweidimensional ist? Oder beruht die gute U¨bereinstimmung auf der Kompensation
unterschiedlicher Fehler?
• Ist die in der zweidimensionalen Berechnung festgestellte Abweichung des Schaufel-
druckverlaufs im hinteren Bereich der Schaufel auf der Schaufeldruckseite auf die
Zweidimensionalita¨t der Berechnung zuru¨ckzufu¨hren?
Das fu¨r die dreidimensionale Berechnung verwendete Berechnungsgitter und die Rand-
bedingungen werden in Abb. 6.24 gezeigt. Das Berechnungsgitter ist sehr aufwendig mit
verfeinerten Bereichen in der Na¨he der Schaufelvorder- und der Schaufelhinterkante gestal-
tet (ca. 600000 Berechnungszellen). Im Gegensatz zu den zweidimensionalen Berechnungen
ist der Schaufelkanal mit einem H-Gitter und nicht mit einem O-Gitter vernetzt. Dies ver-
mindert den Aufwand bei der Gittergenerierung, ist jedoch mit Genauigkeitseinbußen an
der Schaufelvorderkante auf der Saugseite verbunden.
Im Gegensatz zu den zweidimensionalen Berechnungen in den vorherigen Unterkapi-
teln umfaßt das Berechnungsgitter bei der dreidimensionalen Berechnung zusa¨tzlich zu dem
Laufrad auch das Saugrohr der Pumpe und den Kreisringdiﬀusor auf der Druckseite der
Pumpe. Im Unterschied zu der experimentell untersuchten Pumpe, bei der die Stro¨mung
nach dem Radialdiﬀusor eine Umlenkkammer mit zwei 90o Umlenkungen durchla¨uft, be-
vor das Wasser mit Hilfe von 12 gleichma¨ßig u¨ber den Umfang verteilten Druckschla¨uchen
wieder in den Kreislauf eingespeist wird (vgl. Kap. 6.1 bzw. [23]), wird in der Berechnung
nur eine 90o Umlenkung beru¨cksichtigt, und das Wasser kann u¨ber den ganzen Umfang
ausstro¨men (Druckrandbedingung). Um eine Einstro¨mung an der Druckrandbedingung zu
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verhindern11, wird ein großes Gebiet zwischen die 90o Umlenkung und die Druckrandbe-
dingung gelegt. Diese Vereinfachung hat keinen Einﬂuß auf den Schaufeldruckverlauf, wie























Abbildung 6.24: Berechnungsgitter und Randbedingungen bei der dreidimensionalen Berech-
nung der Pumpenstro¨mung.
11Tritt eine Einstro¨mung an einem Rechenfeldrand auf, an dem die Geschwindigkeit nicht explizit vorge-
geben wird, so ist die mathematische Lo¨sung der Diﬀerentialgleichungen nicht mehr eindeutig, und es
ko¨nnen Konvergenzprobleme auftreten.
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Die Berechung der dreidimensionalen Stro¨mung wird ebenso wie die Berechnung der zwei-
dimensionalen Stro¨mung (vgl. Kap. 6.2.1) im rotierenden System durchgefu¨hrt, d.h. das
gesamte Netz wird rotierend betrachtet, so daß auch die Stro¨mung im ortsfesten Ansaug-
rohr und im ortsfesten Diﬀusor im rotierenden System berechnet werden12. Deshalb muß
den ortsfesten Wa¨nden des Saugrohrs und des Diﬀusors eine Rotationsgeschwindigkeit ent-
gegen der Laufraddrehung vorgegeben werden (ω = −540U/min). Der Spaltvolumenstrom
(vgl. Kap. 6.1) wird auch in der dreidimensionalen Berechnung nicht direkt berechnet13.
Um zumindest einen Teil der Auswirkungen des Spaltvolumenstroms in der Berechnung zu
beru¨cksichtigen, wird der Volumenstrom um 10% erho¨ht und der Zustro¨mung am Eintritts-
rand ein Gleichdrall von 180U/min u¨berlagert. Fu¨r die Beru¨cksichtigung der Turbulenz in
der Stro¨mung wird ein k −  Turbulenzmodell in RNG-Formulierung mit algebraischer
Wandfunktion verwendet. Die turbulente Intensita¨t I in der Anstro¨mung und das charak-
teristische La¨ngenmaß L betragen in der Berechnung 4% bzw. 1mm. Die Diskretisierung
der konvektiven Terme erfolgt mit dem QUICK-Diskretisierungsschema, das jedoch mit
dem Faktor 0.3 mit dem Upwind-Diskretisierungsschema
”
geblendet“ wird. Dies bedeutet,
daß sich der verwendete Wert zu 30% aus dem mit Hilfe des QUICK-Schemas interpolierten
Wert und zu 70% aus dem mit Hilfe des Upwind-Schemas interpolierten Wert zusammen-
setzt [14].
Ein Vorteil bei der dreidimensionalen Berechnung der Pumpenstro¨mung besteht darin,
daß die Rechengebietsra¨nder deutlich weiter vom Laufrad entfernt sind als bei der zweidi-
mensionalen Berechnung, so daß Ungenauigkeiten bei der Vorgabe der Randbedingungen
einen geringeren Einﬂuß auf das Ergebnis haben. Daru¨ber hinaus ist die Geschwindig-
keitsverteilung im Saugrohr sehr viel besser bekannt als an der entsprechenden Stelle im
Laufrad, an der sie bei der zweidimensionalen Berechnung beno¨tigt wird (vgl. Abb. 6.3).
Im Rahmen dieser Arbeit werden nur Ergebnisse der dreidimensionalen Berechnung der
Pumpenstro¨mung bei dem Volumenstrom 272m3/h gezeigt14, bei dem auch die zweiphasi-
gen Berechnungen gemacht werden. Aufgrund der hohen Gitteranzahl und der schlechten
Konvergenz der dreidimensionalen Berechnung betra¨gt die Rechenzeit fu¨r eine stationa¨re
Lo¨sung auf dem Parallelcomputer der Universita¨t Karlsruhe IBM RS/6000 SP-256 bei
paralleler Rechnung auf 16 Prozessoren ungefa¨hr 30 CPU-Stunden. Die Konvergenzpro-
bleme resultieren daraus, daß die Stro¨mung im Kreisringdiﬀusor zur Instationarita¨t neigt.
Es ist deshalb nur mit einer erho¨hten numerischen Dissipation mo¨glich, eine auskonver-
gierte stationa¨re Stro¨mung zu erhalten. Wegen der hohen Umfangskomponente, die die
Stro¨mung beim Eintritt in den Kreisringdiﬀusor besitzt, treten an beiden Diﬀusorwa¨nden
12In STAR-CD gibt es auch die Mo¨glichkeit, verschiedenen Teilen des Rechennetzes eine unterschiedliche
Drehgeschwindigkeit zuzuordnen (”multiple rotating reference frames“) [14]. Damit konnte jedoch im
vorliegenden Fall kein Ergebnis erhalten werden.
13Fu¨r die direkte Berechnung des Spaltvolumenstroms ist es notwendig, den gesamten Radseitenraum
sowie die Spalte zwischen dem rotierenden Laufrad und dem stehenden Geha¨use auf der Druckseite
und der Saugseite der Pumpe zu vernetzen. Dies ist zwar prinzipiell mo¨glich, erho¨ht den numerischen
Aufwand jedoch noch um ein Vielfaches.
14Unter Verwendung eines unterschiedlichen Berechnungsgitters berechnet Genz [32] die dreidimensionale
Stro¨mung in der vorliegenden Pumpe im gesamten Volumenstrombereich von 182m3/h bis 800m3/h.
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Sekunda¨rstro¨mungen auf (vgl. Abb. 6.27), die jedoch nicht stabil sind. Bei Verwendung ei-
nes Diskretisierungsverfahrens 2.Ordnung (z.B. das MARS-Diskretisierungsschema) fu¨r die
Diskretisierung der konvektiven Terme konvergiert die Lo¨sung nicht, sondern das Residuum
fa¨ngt zu schwingen an.
Abbildung 6.25 zeigt den Schaufeldruckverlauf der dreidimensionalen Berechnung im
Vergleich zu der zweidimensionalen Berechnung und dem Experiment. Das zweidimensio-
nale Berechnungsergebnis entspricht dem in Kap. 6.2.3.2, Abb. 6.10 dargestellten Ergeb-
nis (Randbedingungen vgl. Kap. 6.2.1). U¨berraschenderweise ist das dreidimensionale Be-
rechnungsergebnis nur unwesentlich besser als das zweidimensionale Berechnungsergebnis,
obwohl eine dreidimensionale Berechnung das Experiment eigentlich besser widerspiegeln
so¨llte als eine zweidimensionale Berechnung. Lediglich im hinteren Bereich der Pumpen-
schaufel auf der Druckseite wird die Schaufeldruckverteilung von der dreidimensionalen
Berechnung etwas besser vorhergesagt als von der zweidimensionalen Berechnung. Richtig
gut ist die U¨bereinstimmung aber immer noch nicht. Im vorderen Bereich der Pumpen-
schaufel auf der Saugseite ist das Berechnungsergebnis der dreidimensionalen Berechnung
sogar etwas schlechter als das der zweidimensionalen Berechnung.










Abbildung 6.25: Vergleich des Schaufeldruckverlaufs in einem Mittelschnitt der dreidimensio-
nalen Berechnung mit der zweidimensionalen Berechnung (vgl. Kap. 6.2.3.2, Abb. 6.10) und mit
dem Experiment bei V˙ = 272m3/h. p = p−prefρ/2 u22 , s - Position auf der Schaufeloberﬂa¨che. 3D-
Rechnung: V˙ = 300m3/h, Vordrall ω = 180U/min, konstanter Druck am Austritt, I = 4%,
L = 1mm, QUICK-Diskretisierungsverfahren, Blendingfakor 0.3. 2D-Rechnung: V˙ = 272m3/h,
cu = 0.94m/s, I = 4%, L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsschema, konstanter Druck am Aus-
tritt.
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Da der Spaltvolumenstrom die einzige Vernachla¨ssigung ist, die bei der dreidimensionalen
Berechnung der Pumpenstro¨mung gemacht wird15, liegt die Vermutung nahe, daß diese
Vernachla¨ssigung maßgeblich fu¨r die in der Berechnung auftretenden Abweichungen ver-
antwortlich ist. Numerische Fehler aufgrund einer unzureichenden ra¨umlichen Auﬂo¨sung
bzw. einer zu hohen numerischen Dissipation sowie Ungenauigkeiten bezu¨glich der Tur-
bulenzmodellierung haben bei der untersuchten Pumpe keinen entscheidenden Einﬂuß auf
das Berechnungsergebnis, wie die Sensitivita¨tsanalyse in Kap. 6.2.5 fu¨r die zweidimen-
sionalen Berechnungen zeigt. Der sowohl bei der zweidimensionalen Berechnung als auch
bei der dreidimensionalen Berechnung der Pumpenstro¨mung unternommene Versuch, die
Auswirkungen des Spaltvolumenstroms auf die Hauptstro¨mung empirisch durch die Vorga-
be eines Vordralls und einer Volumenstromerho¨hung zu modellieren, ist demzufolge nicht
ausreichend. Fu¨r eine generelle Verbesserung der Berechnungsergebnisse ist es deshalb not-
wendig, auch den Radseitenraum zu vernetzen und somit den Spaltvolumenstrom direkt
zu berechnen.
Die im Vergleich zu der zweidimensionalen Berechnung schlechtere U¨bereinstimmung
mit dem Experiment im Bereich der Schaufelvorderkante ist bei der dreidimensionalen
Berechnung darauf zuru¨ckzufu¨hren, daß die Eintrittsrandbedingung, an der der Drall vor-
gegeben wird, weit entfernt vom Laufrad stromauf im Saugrohr liegt (vgl. Abb. 6.24), so
daß der dort vorgegebene Drall nur eine schwache Auswirkung auf die Stro¨mung im Laufrad
hat. Auch auf den Druckverlauf im Bereich der Schaufelhinterkante hat der Spaltvolumen-
strom eine große Auswirkung. Durch den Spalt zwischen Geha¨use und Tragscheibe wird ein
Teil des Volumenstroms abgesaugt, bevor er in den Diﬀusor eintritt. Dies wird sowohl bei
der zweidimensionalen Berechnung als auch bei der dreidimensionalen Berechnung nicht
beru¨cksichtigt. Da bei der dreidimensionalen Berechnung der Querschnittssprung zwischen
Laufrad und Diﬀusor sowie die Wandhaftung an den Diﬀusorwa¨nden erfaßt werden, stimmt
der Schaufeldruckverlauf im Bereich der Schaufelhinterkante etwas besser mit dem Expe-
riment u¨berein als bei der zweidimensionalen Berechnung.
Abbildung 6.26 zeigt einen Vergleich des dreidimensional berechneten Stro¨mungsfelds
in einem Mittelschnitt durch den Schaufelkanal (linke Seite) mit der zweidimensionalen
Berechnung (rechte Seite). Wie man erkennt, ist die Stro¨mungsstruktur identisch. In bei-
den Ergebnissen ist ein Relativwirbel zu erkennen, der jedoch bei der dreidimensionalen
Berechnung deutlich kleiner ist als bei der zweidimensionalen Berechnung. Bei der drei-
dimensionalen Berechnung tritt auch ein Staupunkt auf der Schaufeloberﬂa¨che auf und
kein Sattelpunkt wie bei der zweidimensionalen Berechnung. Dies ist der Grund dafu¨r,
daß der Druckunterschied zwischen Schaufelsaug- und Schaufeldruckseite im Bereich der
Schaufelvorderkante in der dreidimensionalen Berechnung deutlich gro¨ßer ist als bei der
zweidimensionalen Berechnung (vgl. Abb. 6.25).
15Wenn man von mo¨glichen anderen Ursachen fu¨r die Abweichungen wie Meßfehler, Auftragungsfehler oder
unterschiedliche Geometrie der Pumpe in Berechnung und Experiment absieht, was jedoch mehrmals
u¨berpru¨ft wurde.
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Abbildung 6.26: Vergleich des Stro¨mungsfelds im Relativsystem in einem Mittelschnitt der
dreidimensionalen Berechnung (links) mit der zweidimensionalen Berechnung (rechts) bei V˙ =
272m3/h. 3D-Rechnung: V˙ = 300m3/h, Vordrall ω = 180U/min, konstanter Druck am Austritt,
I = 4%, L = 1mm, QUICK-Diskretisierungsverfahren, Blendingfakor 0.3. 2D-Rechnung: V˙ =
272m3/h, cu = 0.94m/s, I = 4%, L = 0.5mm, MARS-Diskretisierungsschema, konstanter Druck
am Austritt.
Wie bereits erwa¨hnt, ist die numerische Simulation der Stro¨mung im Kreisringdiﬀusor
problematisch. Um dies zu verdeutlichen, wird in Abb. 6.27 die Stro¨mung in einem Me-
ridianschnitt des Diﬀusors, der ungefa¨hr in der Mitte zwischen zwei Schaufeln gelegen
ist, visualisiert. Dargestellt ist die Meridiankomponente cm der Stro¨mungsgeschwindigkeit.
Wie man anhand von Abb. 6.27 erkennt, ist die stark rotationsbehaftete Stro¨mung nur
in der oberen Ha¨lfte des Diﬀusors nach außen (rechts) gerichtet. Im unteren Teil tritt ei-
ne deutliche Ru¨ckstro¨mung auf, d.h. cm < 0 (Sekunda¨rstro¨mung). Fu¨hrt man die gleiche
Berechnung mit dem MARS-Diskretisierungsschema fu¨r die konvektiven Terme durch, so
erha¨lt man an beiden Diﬀusorwa¨nden eine Ru¨ckstro¨mung. Nur in der Mitte des Diﬀusors
wird der Volumenstrom mit einer hohen Meridiankomponente nach außen (rechts) trans-
portiert. Dieses Gebiet schwankt jedoch hin und her, so daß die Lo¨sung nicht zu einem
stationa¨ren Zustand konvergiert.
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Man kann sich leicht vorstellen, daß eine Flu¨ssigkeitsabfuhr durch den Spaltvolumen-
strom, die u.U. bis zu 10% des Fo¨rdervolumenstroms betra¨gt [52], die Stro¨mung im Diﬀusor
erheblich beeinﬂußt und somit fu¨r die Abweichungen in der Berechnung verantwortlich ist.
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Abbildung 6.27: Meridiankomponente cm der Stro¨mungsgeschwindigkeit in einem Meridian-
schnitt des Diﬀusors (positive Werte bedeuten, daß die Stro¨mung nach rechts gerichtet ist).
Numerische Parameter: V˙ = 300m3/h, Vordrall ω = 180U/min, I = 4%, L = 1mm, QUICK-
Diskretisierungsverfahren, Blendingfakor 0.3, konstanter Druck am Austritt.
Die Erkenntnisse, die mit Hilfe der dreidimensionalen Berechnung gewonnen werden ko¨n-
nen, lassen sich folgendermaßen zusammenfassen:
• Die zweidimensionale Berechnung gibt die Stro¨mung im Mittelschnitt der Pumpe
bereits ausreichend gut wieder. Alle wesentlichen Stro¨mungspha¨nomene, wie der Re-
lativwirbel und die Fehlanstro¨mung der Schaufelvorderkante, sind bereits in der zwei-
dimensionalen Berechnung enthalten.
• Die Stro¨mung im Kreisringdiﬀusor wird von dreidimensionalen Eﬀekten dominiert.
Sie ist mit großer Wahrscheinlichkeit instationa¨r.
• Die Abweichung im Schaufeldruckverlauf im hinteren Bereich der Pumpe auf der
Schaufeldruckseite bei der zweidimensionalen Berechnung ist zum gro¨ßten Teil auf die
Vernachla¨ssigung des Spaltvolumenstroms zuru¨ckzufu¨hren und nur zu einem geringen
Teil auf die Zweidimensionalita¨t der Berechnung.
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6.3 Simulation der kavitierenden Pumpenstro¨mung
Die zweiphasigen Berechnungen der kavitierenden Pumpenstro¨mung werden alle bei dem
Volumenstrom V˙ = 272m3/h durchgefu¨hrt. Dies ist von den experimentell untersuchten
Volumenstro¨men der ho¨chste Volumenstrom [23], so daß der Einﬂuß der Kavitation mo¨g-
lichst wenig durch das Auftreten von Teillaststro¨mungspha¨nomenen u¨berlagert wird (vgl.
Kap. 6.2.3.3). Die zweiphasigen Simulationen umfassen den gesamten Bereich von Kavita-
tionszusta¨nden, d.h. von beginnender Kavitation bis hin zu ausgebildeter Kavitation. In
Kap. 6.3.3 erfolgt die experimentelle U¨berpru¨fung der Berechnungsergebnisse anhand der
NPSH-Absenkkurve sowie anhand der Schaufeldruckverla¨ufe und der Photographien der
Kavitationsgebiete. Der Einﬂuß des Modellparameters (dp/dρ)min sowie der Eintrittsrand-
bedingung auf das Berechnungsergebnis werden in Kap. 6.3.5 bzw. Kap. 6.3.6 untersucht.
6.3.1 Numerische Einstellungen und Randbedingungen
Das fu¨r die zweiphasigen Berechnungen verwendete Berechnungsgitter wird zusammen mit
den Randbedingungen in Abb. 6.28 dargestellt. Bis auf die Verfeinerung im Bereich der
Schaufelhinterkante (vgl. Abb. 6.4) ist das Berechnungsgitter identisch mit dem fu¨r die
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Abbildung 6.28: Berechnungsgitter und Randbedingungen fu¨r die zweiphasige Berechnung der
kavitierenden Pumpenstro¨mung.
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Im Gegensatz zu den einphasigen Berechnungen in Kap. 6.2, bei denen das Berechnungs-
ergebnis aufgrund der Inkompressibilita¨t des Wassers nicht vom absoluten Druckniveau
abha¨ngt, ist das absolute Druckniveau bei der Berechnung kavitierender Stro¨mungen von
großer Bedeutung. Da durch das Auftreten von Kavitation der Druck im gesamten Stro¨-
mungsfeld beeinﬂußt wird, hat nicht nur die Ho¨he, sondern auch der Ort, an dem das
Druckniveau ﬁxiert wird, einen großen Einﬂuß auf das Berechnungsergebnis. Alle Druck-
a¨nderungen im Stro¨mungsfeld wirken sich relativ zu diesem Druck aus. Dies sei am Beispiel
eines durch Kavitation verursachten Fo¨rderho¨henabfalls in einer Pumpe verdeutlicht:
• Wird der Druck auf der Pumpendruckseite im Diﬀusor konstant gehalten, so hat
der durch Kavitation verursachte Fo¨rderho¨henabfall zur Folge, daß der Druck im
Saugstutzen der Pumpe steigt.
• Wird der Druck im Saugstutzen der Pumpe konstant gehalten, so hat der durch
Kavitation verursachte Fo¨rderho¨henabfall zur Folge, daß der Druck auf der Pumpen-
druckseite im Diﬀusor sinkt.
Diese beiden Mechanismen haben eine unterschiedliche Auswirkung auf das Kavitations-
verhalten der Pumpe. Im ersten Fall begrenzt sich die Kavitation durch den Fo¨rderho¨-
henabfall selbst, wa¨hrend im zweiten Fall die Kavitation durch den Fo¨rderho¨henabfall
eher noch versta¨rkt wird. Da die experimentelle Untersuchung der Kreiselpumpe in einem
Pumpenpru¨fstand mit geschlossenem Kreislauf durchgefu¨hrt wurde, ist die Frage schwer
zu beantworten, ob ein durch Kavitation verursachter Fo¨rderho¨henabfall den Druck im
Diﬀusor absenkt oder den Druck im Saugstutzen der Pumpe anhebt. In Wirklichkeit wird
der Druck an keiner Stelle im Versuchskreislauf zeitlich konstant sein, so daß die Wahl eines
Ortes konstanten Drucks eine vereinfachende Annahme darstellt.
Bei der numerischen Simulation gibt es zwei Mo¨glichkeiten, das Druckniveau festzu-
legen. Bei Verwendung einer Druckrandbedingung (
”
Neumann-Randbedingung“) wird der
Druck explizit am Ort der Randbedingung vorgegeben und steht somit fest. Bei Verwen-
dung einer Austrittsrandbedingung (
”
Dirichlet-Randbedingung“) wird der Druck nicht ex-
plizit vorgegeben, sondern unter der Annahme, daß alle Gradienten null sind auf den Re-
chenfeldrand extrapoliert. Das absolute Druckniveau ist somit nicht deﬁniert und kann
unabha¨ngig vom Ort der Randbedingung in einer beliebigen Zelle des Rechengebiets fest-
gelegt werden. Nach Absprache mit dem Experimentator [29] wird davon ausgegangen, daß
der Druck eher in der Zustro¨mung konstant ist als im Pumpendiﬀusor. Deshalb wird fu¨r die
zweiphasigen Berechnungen die Austrittsrandbedingung verwendet und der Druckreferenz-
punkt in den Eintrittsbereich gelegt (vgl. Abb. 6.28), obwohl die einphasigen Berechnun-
gen gezeigt haben, daß der Schaufeldruckverlauf bei Verwendung der Druckrandbedingung
etwas besser mit dem Experiment u¨bereinstimmt als bei Verwendung der Austrittsrandbe-
dingung (vgl. Abb. 6.20). Durch die Wahl von pref werden die unterschiedlichen Kavitati-
onszusta¨nde simuliert.
Die Berechnungen in diesem Kapitel sind alle unter Beru¨cksichtigung der Turbulenz
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durchgefu¨hrt16. Fu¨r die Turbulenzmodellierung wird bei den zweiphasigen Berechnungen
dasselbe k −  Turbulenzmodell in RNG-Formulierung mit algebraischer Wandfunktion
verwendet wie fu¨r die einphasigen Berechnungen. Diese Vorgehensweise wird von verschie-
denen Autoren angewandt [3, 13, 38, 98]. Sie beru¨cksichtigt jedoch nicht die in der Natur
auftretenden Wechselwirkungen zwischen der Turbulenz und den in der Stro¨mung vorhan-
denen Kavitationsblasen. Da zur Zeit jedoch kein Turbulenzmodell bekannt ist, das diese
Wechselwirkung korrekt beru¨cksichtigt, ist dies die einzige Mo¨glichkeit, wenigstens einen
Teil der in der Stro¨mung auftretenden Turbulenz zu modellieren. Die Dichte des Was-
sers betra¨gt 1000 kg/m3, die Dichte des Dampfs 0.1 kg/m3. Die konvektiven Terme sind
mit dem Upwind-Diskretisierungsschema 1. Ordnung diskretisiert. Die Zeitterme sind mit
dem
”
Euler Implizit“-Verfahren 1. Ordnung diskretisiert. Der globale Zeitschritt wird so
angepaßt, daß die lokale Courant-Zahl im Stro¨mungsfeld maximal 0.5 betra¨gt. Die Werte
fu¨r den Modellparameter (dp/dρ)min beﬁnden sich, falls nicht anders angegeben, bei allen
Berechnungen im Bereich von 4m2/s2.
Aufgrund der Unsicherheit bei der Ermittlung des durch den Spaltvolumenstrom ver-
ursachten Vordralls (vgl. Kap. 6.2.5) werden die zweiphasigen Berechnungen, wenn nicht
anders erwa¨hnt, unter der Annahme drallfreier Zustro¨mung durchgefu¨hrt, d.h. cu = 0m/s.
Der Einﬂuß des Vordralls auf das Kavitationsverhalten der Pumpe wird in Kap. 6.3.5 un-
tersucht.
6.3.2 Darstellung der Berechnungsergebnisse
Die Darstellung der Ergebnisse orientiert sich an der Vorgehensweise in Kap. 6.2. Fu¨r
den Vergleich des numerisch bestimmten Schaufeldruckverlaufs mit dem Experiment (vgl.
Abbn. 6.30-6.40 linke Seite) wird der statische Druck mit Hilfe der Umfangsgeschwindig-
keit am Laufradaustritt u2 analog zur Bildung von p¯ in Kap. 6.2 dimensionslos gemacht






U¨ber den Dampfdruck pvap ist der numerisch ermittelte σ-Verlauf auf der Schaufelober-
ﬂa¨che mit den Messungen eindeutig verbunden. Da die Temperatur im Versuchskreislauf
wa¨hrend der Versuchsdurchfu¨hrung nicht konstant ist, werden die Messungen fu¨r den Ver-
gleich mit den Berechnungen auf die Temperatur 25oC normiert [23]. Deshalb wird in den
Berechnungen ein Dampfdruck von pvap = 3166Pa angenommen [86].
Die numerisch bestimmte Ausdehnung des Kavitationsgebiets wird anhand der ra¨umli-
chen Verteilung des Dampfgehalts α dargestellt (vgl. Abbn. 6.30-6.40 Mitte). Bei α handelt
16Vom Author [94, 95] wurden auch reibungsfreie Berechnungen der kavitierenden Pumpenstro¨mung durch-
gefu¨hrt, die jedoch im Rahmen dieser Arbeit nicht dargestellt werden. Die Ergebnisse unterscheiden sich
nicht sehr voneinander. Da die reibungsfreien Berechnungen anstatt mit der Austrittsrandbedingung am
Austritt und dem Referenzdruck am Eintritt (vgl. Abb. 6.28) mit der Druckrandbedingung am Austritt
durchgefu¨hrt wurden, ist die direkte Vergleichbarkeit der Berechnungen jedoch nicht gewa¨hrleistet.
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es sich um den volumetrischen Dampfgehalt, der nach Gl. 5.6 deﬁniert ist. Aus Platzgru¨n-
den ist die Skala fu¨r α nur einmal unterhalb von Abb. 6.40 dargestellt. Diese Skala ist fu¨r
alle Berechnungen gu¨ltig. Um eine mo¨glichst gute Vergleichbarkeit mit den Photographien
zu gewa¨hrleisten, wird versucht, den Ausschnitt bei der Darstellung der numerisch ermittel-
ten Kavitationsgebiete so zu wa¨hlen, daß die Schaufeldicke bei den Berechnungen mit der
Schaufeldicke in den Photographien u¨bereinstimmt. Da der in den Photographien gezeigte
Ausschnitt des Schaufelkanals je nach Ausdehnung des Kavitationsgebiets verschieden ist
und die Anpassung der Berechnungsergebnisse manuell erfolgt, kann es dabei zu geringen
Abweichungen kommen.
6.3.3 Veriﬁkation der Berechnungsergebnisse
Die Veriﬁkation der Berechnungsergebnisse erfolgt anhand der NPSH-Absenkkurve (vgl.
Kap. 6.3.3.1) sowie der zeitlich gemittelten Schaufeldruckverteilungen und Photographien
der Kavitationsgebiete (vgl. Kap. 6.3.3.2) bei unterschiedlichen Kavitationszusta¨nden.
Bei einem Vergleich von Experiment und Berechnung besteht die Schwierigkeit darin,
ein Kriterium zu ﬁnden, mit dem ein vergleichbarer Zustand in Experiment und Berechnung
deﬁniert wird. Dies ist nur dann eindeutig mo¨glich, wenn die Berechnung in allen Details
perfekt das Experiment widerspiegelt. Ist dies nicht der Fall, d.h. treten Abweichungen in
verschiedenen Kriterien auf, so ist der Begriﬀ
”
vergleichbarer Zustand“ nicht mehr eindeutig
deﬁniert. Im vorliegenden Fall einer kavitierenden Pumpenstro¨mung sind die folgenden
Kriterien fu¨r die Deﬁnition eines
”
vergleichbaren Zustandes“ denkbar:
• Gleicher Fo¨rderho¨henabfall in Experiment und Berechnung.
• Vergleichbare Ausdehnung des Kavitationsgebiets in Experiment und Berechnung.
• Mo¨glichst gute U¨bereinstimmung des Schaufeldruckverlaufs in Experiment und Be-
rechnung.
• Gleicher Totaldruck in der Zustro¨mung der Pumpe in Experiment und Berechnung.
Diese Kriterien haben alle ihre Berechtigung. Idealerweise ist jedoch das Kriterium zu ver-
wenden, das im Experiment mit den geringsten Meßungenauigkeiten behaftet ist und in
der Berechnung am wenigsten von den Modellannahmen und den Ungenauigkeiten bei der
Wahl der Randbedingungen abha¨ngt. Aus diesem Grund eignen sich weder der Fo¨rderho¨-
henabfall noch die Ausdehnung des Kavitationsgebietes als Kriterium fu¨r einen Vergleich.
Bei dem Fo¨rderho¨henabfall handelt es sich um eine integrale Gro¨ße, in der alle numerischen
Fehler auﬁntegriert sind, und die Gro¨ße des Kavitationsgebiets ist im Experiment zeitlich
nicht konstant. Die Kopplung von Experiment und Berechnung u¨ber den Totaldruck in
der Zustro¨mung wird sehr ha¨uﬁg verwendet. Aus dem Experiment ist der Totaldruck an
der saugseitigen Meßstelle
”
s“, die 700mm vor dem Laufradeintritt im Saugrohr liegt [23],
bekannt. Diese Stelle ist jedoch wegen der Zweidimensionalita¨t der Berechnungen nicht
im Berechnungsgebiet enthalten, so daß die Verwendung dieses Kriteriums ebenfalls nicht
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mo¨glich ist. Da zwischen der Meßstelle im Experiment und dem Rechenfeldrand in der Be-
rechnung der Spaltvolumenstrom in das Saugrohr eintritt, ist auch die Annahme konstanten
Totaldrucks zwischen den beiden Stellen nicht zula¨ssig. Die Verwendung des Schaufeldruck-
verlaufs als Kriterium hat zwar den Nachteil, daß eine
”
mo¨glichst gute“ U¨bereinstimmung
nicht eindeutig deﬁniert ist, der Vorteil ist jedoch, daß der Schaufeldruckverlauf die Stro¨-
mung im gesamten Laufrad widerspiegelt und somit nicht von einer lokal begrenzten Sto¨-
rung oder von Meßungenauigkeiten abha¨ngt. Da es sich bei der experimentell ermittelten
Schaufeldruckverteilung um zeitlich gemittelte Meßwerte handelt, ist ein Vergleich mit den
stationa¨ren Berechnungsergebnissen zula¨ssig.
In der vorliegenden Arbeit wird deshalb der Schaufeldruckverlauf als Kriterium fu¨r
einen vergleichbaren Kavitationszustand in Experiment und Berechnung verwendet.
6.3.3.1 NPSH-Absenkkurve
Fu¨r die numerische Ermittlung der NPSH-Absenkkurve werden 11 Berechnungen bei un-
terschiedlichem Druckniveau und konstantem Volumenstrom V˙ = 272m3/h durchgefu¨hrt.
Die dabei ermittelten Fo¨rderho¨hen sind zusammen mit den Werten fu¨r σref,num, durch die
das Druckniveau in der Berechnung festgelegt wird, in Tab. 6.3 aufgefu¨hrt.
Fall NPSHav,exp Fo¨rderho¨he Hexp σref,num Fo¨rderho¨he Hnum
1 NPSH12mm,exp = 5.80m 19.52 m 15.37 21.50 m
2 NPSH100+.exp = 4.18m 19.52 m 11.18 21.59 m
3 NPSH100,exp = 2.55m 19.52 m 6.65 21.50 m
4 NPSH99.5,exp = 2.30m 19.42 m 5.59 21.49 m
5 NPSH99,exp = 2.18m 19.32 m 4.47 21.50 m
6 NPSH98.5,exp = 2.02m 19.22 m 3.35 21.45 m
7 NPSH98,exp = 1.80m 19.13 m 2.80 21.80 m
8 NPSH97.5,exp = 1.61m 19.03 m 1.12 21.87 m
9 NPSH97,exp = 1.46m 18.93 m 0 21.60 m
10 - - -0.84 20.90 m
11 - - -1.96 19.80 m
Tabelle 6.3: Experimentell ermittelte Fo¨rderho¨hen aus [23] und numerisch bestimmte Fo¨rder-
ho¨hen bei NPSHav,exp bzw. σref,num fu¨r die in Abb. 6.29 als NPSH-Absenkkurve bzw. in den
Abbn. 6.30 -6.40 mit dem Experiment verglichenen Berechnungen bei V˙ = 272m3/h.





mit dem Referenzdruck pref , dem statischen Druck an der in Abb. 6.28 gekennzeichneten
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Stelle17 sowie cm, der Meridiankomponente der Eintrittsgeschwindigkeit. Zur besseren Un-






In Tab. 6.3 sind die miteinander verglichenen Messungen und Berechnungen mit den
dazugeho¨rigen Fo¨rderho¨hen angegeben. Die Zuordnung der Berechnungen zu den Messun-
gen erfolgt, wie bereits zu Beginn von Kap. 6.3.3 beschrieben, nach dem Kriterium einer
mo¨glichst guten U¨bereinstimmung zwischen den experimentell und den numerisch ermit-
telten Schaufeldruckverla¨ufen. Die jeweiligen Schaufeldruckverla¨ufe werden in Kap. 6.3.3.2
in den Abbn. 6.30-6.38 dargestellt.



























Abbildung 6.29: Verlauf der mit zweiphasigen Berechnungen ermittelten NPSH-Absenkkurve
im Vergleich zum Experiment [23] bei V˙ = 272m3/h. Numerische Einstellungen bei den Be-
rechnungen: ρl = 1000 kg/m
3, ρv = 0.1 kg/m3, (dp/dρ)min = 4m2/s2, I = 4%, L = 0.5mm,
cu = 0m/s, UPWIND-Diskretisierungsverfahren, Courant-Zahl = 0.5, Austrittsrandbedingung.
Fu¨r die Bestimmung einer NPSH-Absenkkurve aus den zweiphasigen Berechnungen, wer-
den als NPSHav-Werte die jeweiligen Werte fu¨r das Experiment, NPSHav,exp, aus Tab. 6.3
verwendet (vgl. Abb. 6.29). Dies ist notwendig, da es nicht mo¨glich ist, einen dem expe-
rimentellen NPSHav,exp vergleichbaren Wert fu¨r die Berechnungen anzugeben. Die Stelle,
17Bei der Berechnung der Fa¨lle 10 und 11 (vgl. Tab. 6.3) liegt der Druckreferenzpunkt nicht an der in
Abb.6.28 gekennzeichneten Stelle, sondern am Eintrittsrand auf Ho¨he der Schaufelvorderkante. Dies
ist notwendig, da es aus numerischen Gru¨nden nicht mo¨glich ist, den Referenzdruck pref kleiner als
den Dampfdruck pvap zu wa¨hlen. Eine weitere Absenkung des in der Berechnung herrschenden Druck-
niveaus im Vergleich zu Fall 9 mit σ = 0 (vgl. Tab. 6.3) ist deshalb nur durch die Verschiebung des
Druckreferenzpunktes an einen Ort, an dem ein ho¨herer Druck herrscht als an der alten Stelle mo¨glich.
Der in Tab. 6.3 fu¨r die Fa¨lle 10 und 11 angegebene Wert von σref,num ist aus Gru¨nden der Konsistenz
auf die alte Position umgerechnet, was die negativen Werte von σref,num erkla¨rt.
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an der im Experiment der NPSHav,exp-Wert bestimmt wird (vgl. Kap. 6.1.1), ist nicht im
Berechnungsgebiet enthalten. Abbildung 6.29 zeigt die auf diese Weise ermittelte NPSH-
Absenkkurve im Vergleich zum Experiment. Um eine bessere Vergleichbarkeit der beiden
NPSH-Absenkkurven zu gewa¨hrleisten, sind in Abb. 6.29 nicht die Absolutwerte der Fo¨r-
derho¨he als Ordinate aufgetragen, sondern die jeweils auf H100%, der Fo¨rderho¨he bei ka-
vitationsfreier Stro¨mung normierten Werte. Die entsprechenden Werte fu¨r H100% betragen
im Experiment 19.52m und in der Berechnung 21.59m. Wie man anhand von Abb. 6.29 er-
kennt, ist die U¨bereinstimmung zwischen den experimentell und den numerisch ermittelten
NPSH-Absenkkurven bis zu einem NPSHav,exp-Wert von 2.02m (Fall 6) sehr gut. Un-
terhalb dieses Wertes liefern die Berechnungen jedoch einen Fo¨rderho¨hengewinn, der vom
Experiment nicht besta¨tigt wird. Ab NPSHav,exp = 1.61m (Fall 8) fa¨llt die numerisch
ermittelte NPSH-Absenkkurve dann steil ab. Der Unterschied zwischen dem experimen-
tell und dem numerisch ermittelten NPSHav-Wert bei 3% Fo¨rderho¨henabfall, dem fu¨r
technische Anwendungen wichtigen NPSH3%-Kriterium, betra¨gt 0.4m.
Eine Erho¨hung der Fo¨rderho¨he aufgrund von Kavitation ist nicht ungewo¨hnlich und
wird in der Praxis ha¨uﬁg beobachtet [34, 61]. Sie ist auf eine vera¨ndere Schaufelanstro¨mung
im Vergleich zu der einphasigen Schaufelanstro¨mung zuru¨ckzufu¨hren (vgl. Kap. 6.3.4).
In diesem Fall wirkt das Kavitationsgebiet wie eine stro¨mungsgu¨nstigere Proﬁlierung der
Laufschaufel [34]. Die numerisch ermittelte NPSH-Absenkkurve zeigt demzufolge einen ty-
pischen Verlauf, wie man ihn bei einer rein radialen Kreiselpumpe niedriger speziﬁscher
Drehzahl normalerweise erwarten wu¨rde (vgl. [61, 34]). Der Zusammenhang zwischen dem
Fo¨rderho¨henanstieg und der Schaufelanstro¨mung ist in Abb. 6.41 genau zu erkennen. Der
Fo¨rderho¨henanstieg tritt genau dann auf, wenn der Sattelpunkt in der Stro¨mung verschwin-
det und sich ein Staupunkt auf der Schaufeloberﬂa¨che bildet (vgl. Fall 7, Abb. 6.41).
Ungewo¨hnlich ist hingegen der Verlauf der experimentell ermittelten NPSH-Absenk-
kurve. Die Fo¨rderho¨he bleibt u¨ber einen weiten NPSHav-Bereich hinweg konstant und fa¨llt
dann fast linear ab. Dieser Abfall ist jedoch ungewo¨hnlich ﬂach und erstreckt sich zwischen
NPSHav,exp = 2.55m und NPSHav,exp = 1.46m. Die experimentellen Untersuchungen in
[23] haben gezeigt, daß der Beginn des Fo¨rderho¨henabfalls mit dem Einsetzen instationa¨rer





rotierender Kavitation“ versteht man ein periodisches Ablo¨sen
des Kavitationsgebiets von der Laufschaufel und anschließendes Abschwimmen einer Bla-
senwolke. Dieser Vorgang ﬁndet jedoch nicht in allen Laufschaufelkana¨len synchron statt,
sondern ist phasenverschoben, so daß der Eindruck eines rotierenden Kavitationsgebietes
entsteht18. Nach Dreiß [23] ist das Einsetzen der
”
rotierenden Kavitation“ der Hauptgrund
fu¨r den Fo¨rderho¨henabfall. Solange das Kavitationsgebiet stationa¨r an der Laufschaufel
anliegt, erzeugt es einen zusa¨tzlichen Auftrieb, der die u¨brigen mit Kavitation einherge-
henden Verluste kompensiert. Durch die Instationarita¨t des Kavitationsgebiets wird dieser
zusa¨tzliche Auftrieb jedoch gesto¨rt. Deshalb wird davon ausgegangen, daß die Stationarita¨t
der Berechnungen mit fu¨r die Abweichungen in der NPSH-Absenkkurve verantwortlich ist.
18Friedrichs fu¨hrt an einem a¨hnlichen Radialrad, das von einem Plexiglasgeha¨use umgeben ist, detaillierte
Untersuchungen zum Pha¨nom der ”rotierenden Kavitation“ durch [30].
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Durch die Stationarita¨t der von den zweiphasigen Berechnungen gelieferten Kavitations-
gebiete ist es mo¨glich, daß der durch die Kavitation hervorgerufene zusa¨tzliche Auftrieb
bis zu einem niedrigeren NPSHav-Wert erhalten bleibt. Die quantitative Abweichung des
NPSH3%-Wertes von 0.4m ha¨ngt jedoch sicherlich auch mit den Auswirkungen der Mo-
dellannahmen, auf denen die Berechnungsergebnisse beruhen (vgl. Kap. 5.3), zusammen.
Insbesondere die Zweidimensionalita¨t der Berechnungen und die daraus resultierende Na¨he
des Druckreferenzpunktes zur Schaufelvorderkante spielen dabei eine große Rolle, da sie die
Dynamik des gesamten Systems vera¨ndern.
Die Berechnungen der kavitierenden Du¨senstro¨mung in Kap. 5.4 zeigen, daß es mit
dem verwendeten Verfahren durchaus mo¨glich ist, instationa¨re Kavitationspha¨nomene zu
berechnen, so daß die Stationarita¨t der Lo¨sung keine Folge des verwendeten Berechnungs-
verfahrens ist. Fu¨r die Stationarita¨t der Berechnungsergebnisse kommen deshalb mehrere
Ursachen in Frage:
• Die Berechnung nur eines Laufschaufelkanals mit periodischen Randbedingungen.
• Die Verwendung stationa¨rer Randbedingungen.
• Eine unzureichende Beru¨cksichtigung der Turbulenzeﬀekte.
Da die im Rahmen dieser Arbeit durchgefu¨hrten Untersuchungen alle auf der Annahme ba-
sieren, daß die Stro¨mung in allen Laufschaufelkana¨len identisch ist (Berechnung nur eines
Laufschaufelkanals mit periodischen Randbedingungen), ist die Berechnung von
”
rotieren-
der Kavitation“ schon von vornherein ausgeschlossen. Diese Annahme beschra¨nkt zwar die
Freiheit der Stro¨mung, sie bedeutet jedoch nicht, daß u¨berhaupt keine Instationarita¨t in
der kavitierenden Stro¨mung auftreten kann. Die Ursache fu¨r die vollsta¨ndige Unterdru¨ck-
ung jeder Form von Instationarita¨t ist demzufolge eher in den beiden letzten Punkten zu
suchen. Aufgrund der Zweidimensionalita¨t der Berechnungen muß die Eintrittsrandbedin-
gung und damit der Ort konstanter Geschwindigkeit bzw. konstanten Drucks sehr nahe
an die Schaufelvorderkante gelegt werden (vgl. Abb. 6.28). Bei Auftreten von
”
rotierender
Kavitation“ sind die Zustandsgro¨ßen in diesem Gebiet jedoch sicher nicht konstant.
Eine weitere Ursache fu¨r die Unterdru¨ckung der Instationarita¨t ist mo¨glicherweise eine
zu hohe turbulente Viskosita¨t. Wie bereits in Kap. 6.3.1 erwa¨hnt, wird fu¨r die zweiphasigen
Berechnungen dasselbe Turbulenzmodell verwendet wie fu¨r die einphasigen Stro¨mungsbe-
rechnungen, so daß die mit Hilfe dieses Turbulenzmodells vorhergesagte turbulente Vis-
kosita¨t mit großen Unsicherheiten behaftet ist. Ein Indiz fu¨r diese These geben die vom
Verfasser [94, 95] durchgefu¨hrten Berechnungen der kavitierenden Pumpenstro¨mung unter
Vernachla¨ssigung des Reibungseinﬂusses, die eine instationa¨r kavitierende Stro¨mung als
Ergebnis liefern19.
19Diese Berechnungen werden nicht im Rahmen dieser Arbeit beschrieben.
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6.3.3.2 Schaufeldruckverlauf, Ausdehnung des Kavitationsgebiets
Fu¨r eine detaillierte Auswertung der zweiphasigen Berechnungen werden in den Abbn. 6.30-
6.40 der Schaufeldruckverlauf und die Ausdehnung des Kavitationsgebiets fu¨r die unter-
schiedlichen Kavitationszusta¨nde im Vergleich zu den Messungen gezeigt. Die numerischen
Einstellungen und Randbedingungen sowie die verwendete Darstellung der Ergebnisse sind
in Kap. 6.3.1 und Kap. 6.3.2 beschrieben. In Tab. 6.3 sind die jeweils miteinander vergliche-
nen Berechnungen und Experimente mit den dazugeho¨renden NPSHav,exp- bzw. σref,num-
Werten aufgefu¨hrt. Die Zuordnung der Berechnungsergebnisse zu den Messungen erfolgt,
wie bereits zu Beginn von Kap. 6.3.3 beschrieben, mit Hilfe des Schaufeldruckverlaufs. Da
die bereits bei der Berechnung der einphasigen Pumpenstro¨mung festgestellte Abweichung
des Schaufeldruckverlaufs im hinteren Bereich der Pumpenschaufel auf der Druckseite (vgl.
Abb. 6.10) unvera¨ndert auch bei den zweiphasigen Berechnungen auftritt, wird der Druck-
verlauf auf der Schaufelsaugseite fu¨r die Zuordnung der Berechnungsergebnisse zu den
Experimenten verwendet (vgl. Schaufeldruckverlauf in den Abbn. 6.30-6.37). Lediglich in
Fall 9 wird davon abgewichen und der Systemdruck in der Berechnung so weit abgesenkt,
daß der Druckverlauf auf der Schaufeldruckseite mit dem Experiment u¨bereinstimmt, der
Druckverlauf auf der Schaufelsaugseite jedoch zu tief verla¨uft (vgl. Schaufeldruckverlauf in
Abb. 6.38).
Wie man anhand der in den Abbn. 6.30-6.40 gezeigten Schaufeldruckverla¨ufe im Ver-
gleich zu der einphasigen Berechnung (vgl. Abb. 6.10) erkennt, ist die Auswirkung der
Kavitation auf der Schaufelsaugseite im Bereich der Schaufelvorderkante am gro¨ßten. In
Abha¨ngigkeit des in der Berechnung herrschenden Druckniveaus wird die dort vorhandene
Saugspitze auf Ho¨he des Dampfdrucks abgeschnitten. Da sie sehr stark ausgepra¨gt ist, sind
die unterschiedlichen Kavitationszusta¨nde deutlich voneinander getrennt. Zwischen dem
NPSH12mm,exp-Wert und dem NPSH3%,exp-Wert liegt ein Unterschied von 4.34m (vgl.
Tab. 6.3).
Abgesehen vom hinteren Bereich der Schaufeldruckseite beﬁndet sich die Schaufeldruck-
verteilung bei allen untersuchten Kavitationszusta¨nden in guter U¨bereinstimmung mit dem
Experiment (vgl. linke Seite der Abbn. 6.30-6.38). Dies gilt besonders fu¨r die Fa¨lle 1-5, in
denen der Druckanstiegs auf der Saugseite im hinteren Bereich des Kavitationsgebiets, dem
sogenannten
”
wake“-Gebiet, sowohl von der Position als auch von der Steigung her exakt
von den Berechnungen reproduziert wird (vgl. Abbn. 6.30-6.34). Die in allen Fa¨llen auftre-
tende Abweichung im hinteren Bereich der Pumpenschaufel auf der Druckseite wird, wie
bereits oben erwa¨hnt, nicht durch die Kavitationsmodellierung verursacht, sondern tritt in
gleicher Form bereits bei der einphasigen Berechnung auf (vgl. Kap. 6.10). Sie ist auf Ver-
einfachungen bei der Modellierung der Diﬀusorstro¨mung wegen der Zweidimensionalita¨t
der Berechnungen und der Vernachla¨ssigung des Spaltvolumenstroms in den Berechnungen
zuru¨ckzufu¨hren (vgl. Kap. 6.2.3.2 bzw. Kap. 6.2.7).
Bei einer weiteren Absenkung des Druckniveaus (Fa¨lle 6-9, Abbn. 6.35-6.38) wird der
Druck im Vorderbereich der Pumpenschaufel auf der Druckseite zunehmend zu hoch vor-
hergesagt. Die Messungen liefern in diesem Bereich im Vergleich zu den Fa¨llen 1-5 deutlich
niedrigere Werte fu¨r den Druck. Dies ist der Grund fu¨r den von den Berechnungen vorherge-
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sagten Fo¨rderho¨henanstieg in der NPSH-Absenkkurve im Gegensatz zum Experiment (vgl.
Abb. 6.29). Bei den Berechnungen setzt der Einbruch des Drucks auf der Schaufeldruckseite
erst bei kleineren NPSHav-Werten ein (vgl. Fall 9 in Abb. 6.38). Der niedrigere Druck auf
der Schaufeldruckseite im Bereich der Schaufelvorderkante la¨ßt sich mit der vera¨nderten
Schaufelumstro¨mung bei Kavitation erkla¨ren (vgl. Kap. 6.3.4, Abb. 6.41).
Die sich mit abnehmendem Systemdruck verschlechternde U¨bereinstimmung zwischen
Experiment und Berechnung hat verschiedene Ursachen. Einerseits machen sich vereinfa-
chende Modellannahmen bei der Kavitationsmodellierung mit zunehmender Kavitations-
intensita¨t immer deutlicher bemerkbar. Dies betriﬀt vor allem die Annahme der Inkom-
pressibilita¨t, der Isothermie sowie der Reversibilita¨t (vgl. Kap. 5.3). Andererseits nimmt
auch die Instationarita¨t der Kavitation zu, und es kommt zu Wechselwirkungen zwischen
Kavitations- und Turbulenzeﬀekten, die durch das verwendete Turbulenzmodell nicht be-
ru¨cksichtigt werden.
Besondere Bedeutung kommt im vorliegenden Fall der im Experiment auftretenden
”
rotierenden Kavitation“ zu (vgl. Kap. 6.3.3.1). Das Auftreten der
”
rotierenden Kavita-
tion“ fa¨llt nach Dreiß [23] mit dem Beginn der Fo¨rderho¨henabnahme zusammen (Fall 4,
NPSHav,exp = 2.3m) und nimmt mit abfallendem NPSHav an Intensita¨t zu. Die Auswir-
kung der
”
rotierenden Kavitation“ ist nicht direkt im experimentell ermittelten Schaufel-
druckverlauf zu erkennen, da es sich bei den Schaufeldruckmessungen um zeitlich gemittelte
Werte handelt. Ein Indiz fu¨r die
”
rotierende Kavitation“ ist jedoch der ﬂache Verlauf des
Drucks im hinteren Bereich des Kavitationsgebiets. Durch das Fluktuieren des Kavitati-
onsgebiets ﬁndet der Blasenzusammenfall nicht immer an derselben Stelle statt, so daß
sich der Druckru¨ckgewinn u¨ber einen gro¨ßeren Bereich erstreckt [23]. Da die zweiphasigen
Berechnungen der Pumpenstro¨mung ein stationa¨res Kavitationsverhalten liefern, wird die
U¨bereinstimmung zwischen Experiment und Berechnung mit zunehmender Intensita¨t der
”
rotierende Kavitation“ schlechter.
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Abbildung 6.30: Fall 1: Zeitl. gemittelter Druckverlauf und Ausdehnung des Kavitationsgebiets
bei σref,num = 15.37. Vergleich mit Messungen [23] bei NPSH12mm,exp = 5.80m. V˙ = 272m3/h.












Abbildung 6.31: Fall 2: Zeitl. gemittelter Druckverlauf und Ausdehnung des Kavitationsgebiets
bei σref,num = 11.18. Vergleich mit Messungen [23] bei NPSH100+,exp = 4.18m, V˙ = 272m3/h.












Abbildung 6.32: Fall 3: Zeitl. gemittelter Druckverlauf und Ausdehnung des Kavitationsgebiets
bei σref,num = 6.65. Vergleich mit Messungen [23] bei NPSH100%,exp = 2.55m, V˙ = 272m3/h.
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Abbildung 6.33: Fall 4: Zeitl. gemittelter Druckverlauf und Ausdehnung des Kavitationsgebiets
bei σref,num = 5.59. Vergleich mit Messungen [23] bei NPSH99.5%,exp = 2.30m. V˙ = 272m3/h.












Abbildung 6.34: Fall 5: Zeitl. gemittelter Druckverlauf und Ausdehnung des Kavitationsgebiets
bei σref,num = 4.47. Vergleich mit Messungen [23] bei NPSH99%,exp = 2.18m. V˙ = 272m3/h.













Abbildung 6.35: Fall 6: Zeitl. gemittelter Druckverlauf und Ausdehnung des Kavitationsgebiets
bei σref,num = 3.35. Vergleich mit Messungen [23] bei NPSH98.5%,exp = 2.02m. V˙ = 272m3/h.
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Abbildung 6.36: Fall 7: Zeitl. gemittelter Druckverlauf und Ausdehnung des Kavitationsgebiets
σref,num = 2.80. Vergleich mit Messungen [23] bei NPSH98%,exp = 1.80m. V˙ = 272m3/h.














Abbildung 6.37: Fall 8: Zeitl. gemittelter Druckverlauf und Ausdehnung des Kavitationsgebiets
bei σref,num = 1.12. Vergleich mit Messungen [23] bei NPSH97.5%,exp = 1.61m. V˙ = 272m3/h.













Abbildung 6.38: Fall 9: Zeitl. gemittelter Druckverlauf und Ausdehnung des Kavitationsgebiets
bei σref,num = 0. Vergleich mit Messungen von [23] bei NPSH97%,exp = 1.46m. V˙ = 272m3/h.
110 6 Ergebnisse








Abbildung 6.39: Fall 10: Druckverteilung und Ausdehnung des Kavitationsgebiets bei 3% Fo¨r-
derho¨henabfall, σref,num = −0.84, V˙ = 272m3/h.








Abbildung 6.40: Fall 11: Druckverteilung und Ausdehnung des Kavitationsgebiets bei 7% Fo¨r-
derho¨henabfall, σref,num = −1.96, V˙ = 272m3/h.
100 80 60 40 20 0
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Numerische Einstellungen und Randbedingungen bei den Berechnungen in den Abbn. 6.30-6.40:
ρl = 1000 kg/m
3, ρv = 0.1 kg/m3, (dp/dρ)min = 4m2/s2, I = 4%, L = 0.5mm, cu = 0m/s,
UPWIND-Diskretisierungsverfahren, Courant-Zahl = 0.5, Austrittsrandbedingung.
Im Gegensatz zu den berechneten Schaufeldruckverla¨ufen, die sich in guter U¨bereinstim-
mung mit dem Experiment beﬁnden, wird die Ausdehnung des Kavitationsgebiets von den
Berechnungen zu klein vorhergesagt. Dies gilt fu¨r alle 9 Fa¨lle, die in Abbn. 6.30-6.38 mit
dem Experiment verglichen werden.
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Bei der Interpretation der Photographien der kavitierenden Stro¨mung, die in Auﬂicht-
technik aufgenommen sind, ist jedoch zu beachten, daß das Licht nur an den Phasengrenzen
reﬂektiert wird. Dies bedeutet, daß reiner Dampf ebenso wie reines Wasser auf den Pho-
tographien schwarz erscheint. Die Gebiete hoher Helligkeit beinhalten demzufolge nicht
reinen Dampf, sondern es handelt sich um Gebiete fein verteilter Blasen, deren Dampfge-
halt gering ist. Ferner zeigen die Photographien den u¨ber die gesamte Schaufeltiefe auf-
integrierten Dampfgehalt, so daß anhand der Photographien nicht unterschieden werden
kann, ob es sich um ein Kavitationsgebiet handelt, das sich u¨ber die gesamte Schaufeltiefe
erstreckt, oder nur um einen Blasenschleier in Wandna¨he. Ein zweidimensionaler Schnitt
in der Mitte des Schaufelkanals zeigt unter Umsta¨nden eine ganz andere Verteilung des
Dampfgehalts. Aufgrund der Reibung an den Radseitenscheiben besteht die Mo¨glichkeit,
daß sich Eckenwirbel im Schaufelkanal ausbilden, in denen die Ausdehnung von Kavitati-
onsgebieten in Hauptstro¨mungsrichtung bekanntermaßen deutlich gro¨ßer ist. Schließlich ist
noch zu beachten, daß die Photographien nicht in einem Winkel von 90o zu der Deckschei-
be aufgenommen sind, sondern etwas versetzt. Dadurch erscheinen die Kavitationsgebiete
in den Photographien gro¨ßer, als sie es in einem zweidimensionalen Schnitt, wie ihn die
Berechnung liefert, eigentlich sind.
Die oben aufgefu¨hrten Hinweise fu¨r die Interpretation der Photographien deuten zwar
darauf hin, daß der Unterschied in der Ausdehnung des Kavitationsgebiets zwischen Be-
rechnung und Experiment nicht ganz so groß ist, wie er sich in den Abbn. 6.30-6.38 dar-
stellt. Fu¨r eine vollsta¨ndige Erkla¨rung reichen sie jedoch nicht aus. Der Sachverhalt, daß
trotz guter U¨bereinstimmung des berechneten Schaufeldruckverlaufs mit dem Experiment
die Ausdehnung des Kavitationsgebiets von den Berechnungen zu klein vorhergesagt wird,
la¨ßt sich nur mit den folgenden beiden Punken erkla¨ren:
• Bei dem Schaufeldruckverlauf handelt es sich um zeitlich gemittelte Messungen, die
Photographien zeigen jedoch den momentanen Dampfgehalt im Schaufelkanal.
• Im hinteren Bereich des Kavitationsgebiets treten Druckﬂuktuationen auf, die im
zeitlich gemittelten Druckverlauf nicht erfaßt werden, jedoch eine große Auswirkung
auf die Kavitation haben.
Da durch das Auftreten von
”
rotierender Kavitation“ die Ausdehnung des Kavitationsge-
biets im Experiment stark schwankt, ist die Gro¨ße des Kavitationsgebiets in den Photo-
graphien von dem Zeitpunkt abha¨ngig, an dem die Photographie aufgenommen wurde. Die
Photographien, die dem Vergleich zwischen Experiment und Berechnung in den Abbn. 6.30-
6.38 zugrunde liegen, sind nicht speziell fu¨r diesen Vergleich ausgewa¨hlt worden, um eine
mo¨glichst gute U¨bereinstimmung mit den Berechnungen zu ergeben, sondern es handelt
sich um diejenigen Aufnahmen, die Dreiß fu¨r seine Dissertation ausgewa¨hlt hat (vgl. [23]).
Das Kriterium, das er bei der Auswahl dieser Photographien angewendet hat, ist nicht
mehr nachzuvollziehen. Nach Angaben von Friedrichs [29], der a¨hnliche Untersuchungen
an dieser Pumpe durchgefu¨hrt hat, ist jedoch davon auszugehen, daß die Photographien in
den Abbn. 6.30-6.38 das Kavitationsgebiet in seiner maximalen Ausdehnung zeigen.
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Da das Kavitationsgebiet auch in den Fa¨llen zu klein vorhergesagt wird, in denen im
Experiment keine
”
rotierende Kavitation“ beobachtet wird, d.h. in den Fa¨llen 1-3 (vgl.
Abbn. 6.30-6.32), kann die
”
rotierende Kavitation“ nicht alleine fu¨r die Abweichung ver-
antwortlich sein. Durch blasendynamische Vorga¨nge (Blasenkollaps, Wechselwirkung zwi-
schen einzelnen Blasen, Aufbrechen von großen Blasen in viele kleine) treten im Bereich
des Blasenzusammenfalls, d.h. im hinteren Bereich des Kavitationsgebiets, starke Druck-
schwankungen auf (vgl. instationa¨re Druckmessungen in [23]). Diese Druckschwankungen
kann man im zeitlich gemittelten Druckverlauf der Abbn. 6.30-6.38 nicht erkennen. Sie sind
jedoch die Ursache dafu¨r, daß ein Teil der Kavitationsblasen deutlich la¨nger existent bleibt,
als es aufgrund des zeitlich gemittelten Druckverlaufs eigentlich der Fall sein du¨rfte. Eine
visuelle Abscha¨tzung der La¨nge des Kavitationsgebiets ergibt in allen drei Fa¨llen, daß die
Kavitationsblasen noch in Gebieten existent sind, in denen σ auf der Schaufeloberﬂa¨che
wieder 0.2 betra¨gt, was ungefa¨hr 35000Pa entspricht (vgl. Abbn. 6.30-6.32). Diese Beob-
achtung kann auch in den Fa¨llen mit
”
rotierender Kavitation“ gemacht werden. In Fall 9
beispielsweise sind die Kavitationsblasen noch bei einem zeitlich gemittelten Druck von
50000Pa existent (vgl. Abb. 6.38).
Das im Bereich des Blasenzusammenfalls stark instationa¨re und lokal inhomogene Stro¨-
mungsfeld wird von der numerischen Stro¨mungsberechnung nicht beru¨cksichtigt, da die
lokale Ausdehnung dieser Sto¨rungen deutlich kleiner ist als die Gitterweite des Berech-
nungsgitters. Dies erkla¨rt auch die gute U¨bereinstimmung des berechneten Druckverlaufs
mit den zeitlich gemittelten Messungen. Die Ursache fu¨r den vermeintlichen Widerspruch
zwischen der guten U¨bereinstimmung des Schaufeldruckverlaufs und dem zu klein vor-
hergesagten Kavitationsgebiet (vgl. Abbn. 6.30-6.38) ist deshalb nicht eine unzureichende
Modellierung des Phasenu¨bergangs durch das verwendete Kavitationsmodell, sondern eine
unzureichende zeitliche und ra¨umliche numerische Auﬂo¨sung der physikalischen Vorga¨nge
im Bereich des Blasenzusammenfalls.
6.3.4 Auswirkung der Kavitation auf die Schaufelumstro¨mung
Der Einﬂuß der Kavitation auf die Stro¨mung ist nicht nur in einem vera¨nderten Schaufel-
druckverlauf im Vergleich zur einphasigen Stro¨mung (vgl. Abbn. 6.30-6.40) zu erkennen,
sondern auch in einer vera¨nderten Laufradumstro¨mung. Diese beiden Punkte sind eng
miteinander verbunden, da ein unterschiedlicher Druckverlauf eine vera¨nderte Stro¨mung
erzwingt und umgekehrt. Abbildung 6.41 zeigt fu¨r unterschiedliche Kavitationszusta¨nde
(Fa¨lle 1, 3, 5, 7, 8 und 9, vgl. Tab. 6.3) die jeweilige Laufradstro¨mung im Relativsystem
im Bereich der Schaufelvorderkante.
Wie man anhand von Abb. 6.41 erkennt, hat die Kavitation einen signiﬁkanten Einﬂuß
auf die Anstro¨mung der Pumpenschaufel. Die Anstro¨mung wird mit zunehmender Kavi-
tation besser, bis in Fall 9 schließlich eine stoßfreie Schaufelanstro¨mung herrscht. Wegen
der Versperrung des Schaufelkanals auf der Schaufelsaugseite durch die Kavitation ﬂießt
ein gro¨ßerer Teil des Volumenstroms auf der Druckseite der Schaufel vorbei, was dazu
fu¨hrt, daß der Relativwirbel mit zunehmender Kavitation kleiner wird. Zuna¨chst wandert
der Sattelpunkt in Richtung Schaufeloberﬂa¨che (Falle 1-5), bis sich dann in Fall 7 ein
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Staupunkt auf der Druckseite der Schaufel bildet. Mit der Bildung dieses Staupunkts ist
ein deutlicher Anstieg des statischen Drucks in der Na¨he der Proﬁlvorderkante auf der
Schaufeldruckseite verbunden (vgl. Fall 7, Abb. 6.36), was sich auch in einer gestiegenen
Fo¨rderho¨he bemerkbar macht (vgl. Abb. 6.29).
Die in Abb. 6.41 gezeigte Verbesserung der Schaufelanstro¨mung aufgrund von Kavi-
tation erkla¨rt das ha¨uﬁg im Experiment beobachtete Pha¨nomen , daß trotz eines ausge-
dehnten Kavitationsgebiets die Fo¨rderho¨he im Vergleich zur einphasigen Stro¨mung nicht
geringer ist oder teilweise sogar ansteigt (siehe z.B. [34, 61]), obwohl Kavitation prinzipiell
ein verlustbehafteter Vorgang ist. Das Kavitationsgebiet wirkt dabei wie eine vera¨nderte
(stro¨mungsgu¨nstigere) Proﬁlierung der Laufschaufel, durch die die mit Kavitation einherge-
henden Verluste kompensiert bzw. sogar u¨berkompensiert werden. Dies bedeutet nur zum
Teil, daß der hydraulische Wirkungsgrad der Pumpe zunimmt (er betra¨gt in der Berech-
nung im einphasigen Fall bereits 98%, vgl. Abb. 6.2.3.1), sondern daß die Pumpenschaufel
aufgrund der Kavitation eine gro¨ßere Schaufelarbeit an das Fluid u¨bertra¨gt und so den von
der Kavitation verursachten Wirkungsgradverlust20 der Pumpe kompensiert.
Bei der in der vorliegenden Arbeit untersuchten Pumpe bei Teillast-Volumenstrom
ist dieser Eﬀekt wegen der schlechten Schaufelanstro¨mung bei kavitationsfreiem Betrieb
(vgl. Abb. 6.10) besonders ausgepra¨gt, so daß zwischen NPSHic
21, dem NPSHav-Wert
bei beginnender Kavitation, und NPSH100%, dem NPSHav-Wert, ab dem ein Fo¨rderho¨-
henabfall einsetzt, ein Unterschied von ca. 6m liegt. Bei einem ho¨heren Volumenstrom,
der eine bessere Schaufelanstro¨mung liefert (vgl. z.B. Abb. 6.13, V˙ = 500m3/h), ist dieser
Eﬀekt deutlich geringer, was die von Friedrichs bei dem Volumenstrom 515m3/h gemessene
Abreißkurve besta¨tigt [29], bei der zwischen NPSHic und NPSH100% nur ca. 1m liegt.
Auch der Beginn des mit den Berechnungen ermittelten Fo¨rderho¨hensteilabfalls in
der NPSH-Absenkkurve (vgl. Abb. 6.29) la¨ßt sich mit Hilfe von Abb. 6.41 begru¨nden.
In Fall 9 liefert die Berechnung noch eine Fo¨rderho¨he von nahezu 100% (vgl. Tab. 6.3).
Bei einer weiteren Absenkung des Druckniveaus tritt jedoch ein starker Fo¨rderho¨henabfall
in der Berechnung auf. Dies kann folgendermaßen erkla¨ren werden: Von Fall 1 bis Fall 9
verbessert sich die Schaufelanstro¨mung aufgrund der Kavitation kontinuierlich, so daß die
von der Kavitation verursachten Verluste durch eine ho¨here Schaufelarbeit kompensiert
werden. In Fall 9 herrscht jedoch stoßfreie Anstro¨mung, so daß eine weitere Erho¨hung
der Schaufelarbeit durch eine Verbesserung der Schaufelanstro¨mung nicht mehr mo¨glich
ist, da dies bereits die ideale Schaufelanstro¨mung darstellt. Deshalb ist mit einer weiteren
Absenkung des Systemdrucks, d.h. mit einer weiteren Intensivierung der Kavitation, auch
20Es ist zu beachten, daß der Phasenu¨bergang in den Berechnungen reversibel modelliert wird, da keine
zusa¨tzliche Energiegleichung fu¨r die Stro¨mung gelo¨st wird (vgl. Kap. 5.1). Aus diesem Grund verur-
sacht die Kavitation nur viskose Verluste im ”wake-Gebiet“. Neben den viskosen Verlusten werden keine
weiteren Verluste in der Berechnung beru¨cksichtigt. Das bedeutet, daß A¨nderungen in der Fo¨rderho¨-
he, sowohl Zunahmem als auch Abnahmen, zum gro¨ßten Teil auf eine A¨nderung der u¨bertragenen
Schaufelarbeit zuru¨ckzufu¨hren sind und nicht auf einen vera¨nderten hydraulischen Wirkungsgrad der
Pumpe.
21Der NPSHic-Wert ist nicht in der Arbeit von Dreiß [23] angegeben. Eine Messung am gleichen Laufrad
von Friedrichs ergibt fu¨r den Volumenstrom 272m3/h einen NPSHic-Wert von 8.5m [29].
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ein starker Fo¨rderho¨henabfall verbunden.
Fall 1: σref,num = 15.37 Fall 3: σref,num = 6.65 Fall 5: σref,num = 4.47
Fall 7: σref,num = 2.80 Fall 8: σref,num = 1.12 Fall 9: σref,num = 0
0 3 6 8 11 14
Geschwindigkeit [m/s]
Abbildung 6.41: Stromlinien und Betrag der Geschwindigkeiten im Relativsystem. Einﬂuß der
Kavitation auf die Stro¨mung in der Na¨he der Schaufelvorderkante bei unterschiedlichen Kavita-
tionszusta¨nden (vgl. Tab. 6.3), V˙ = 272m3/h. Numerische Einstellungen und Randbedingungen:
ρl = 1000 kg/m
3, ρv = 0.1 kg/m3, (dp/dρ)min = 4m2/s2, I = 4%, L = 0.5mm, cu = 0m/s,
UPWIND-Diskretisierungsverfahren, Courant-Zahl = 0.5, Austrittsrandbedingung.
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Verallgemeinert man die an dieser Pumpe mit Hilfe der Berechnungen gewonnenen Erkennt-
nisse, so erha¨lt man folgende Zusammenha¨nge zwischen der einphasigen Laufradstro¨mung
und dem Kavitationsverhalten einer Pumpe:
• Je schlechter die kavitationsfreie Zustro¨mung zur Laufschaufel ist, desto gro¨ßer ist
der Abstand zwischen NPSHic, dem NPSHav-Wert bei beginnender Kavitation, und
NPSH100%, dem NPSHav-Wert, bei dessen Unterschreitung der Fo¨rderho¨henabfall
beginnt, d.h. NPSHic 
 NPSH100%.
• Die Wahrscheinlichkeit, daß ein Fo¨rderho¨hengewinn in der NPSH-Absenkkurve auf-
tritt, ist umso ho¨her, je schlechter die Laufradzustro¨mung bei kavitationsfreiem Be-
trieb ist.
• Bei einer im kavitationsfreien Betrieb perfekt stoßfreien Laufradanstro¨mung tritt
gleichzeitig mit Kavitation ein Fo¨rderho¨henabfall auf, d.h. NPSHic = NPSH100%.
Diese Aussagen gelten nicht nur fu¨r die untersuchte Pumpe, sondern lassen sich prinzipiell
auch auf andere Pumpen u¨bertragen. Eine U¨berpru¨fung steht jedoch noch aus. Sie basieren
auf der einfachen U¨berlegung, daß eine bereits im einphasigen Fall perfekte Laufradstro¨-
mung nicht weiter verbessert werden kann, so daß gleichzeitig mit der Kavitation auch ein
Fo¨rderho¨henabfall auftreten muß, da das Auftreten von Kavitation immer ein verlustbehaf-
teter Vorgang ist. Im Gegenzug la¨ßt sich argumentieren, daß, je schlechter die einphasige
Laufradstro¨mung ist, desto mehr Potential fu¨r die Kavitation besteht, diese Stro¨mung zu
verbessern und damit die Schaufelarbeit zu vergro¨ßern. Ebenfalls verallgemeinern la¨ßt sich
das in den Berechnungen beobachtete Pha¨nomen:
• Der Fo¨rderho¨hensteilabfall tritt auf, wenn die Zustro¨mung zur Laufradschaufel durch
Kavitation bereits so vera¨ndert ist, daß sie stoßfrei erfolgt.
Daß die an dieser Pumpe festgestellte Verbesserung der Laufradstro¨mung durch Kavitation
kein zufa¨lliges, nur an dieser Pumpe zu beobachtendes singula¨res Pha¨nomen ist, sondern
prinzipiell bei jeder Pumpe auftritt, soll anhand der folgenden Plausibilita¨tsu¨berlegung
gezeigt werden.
Mit einer schlechten Anstro¨mung der Pumpenschaufel ist immer auch ein stark unter-
schiedlicher statischer Druck im Bereich der Schaufelvorderkante auf der Saug- und der
Druckseite der Schaufel verbunden. Bei einem Teillastvolumenstrom fu¨hrt zum Beispiel
die Fehlanstro¨mung dazu, daß sich ein Staupunkt auf der Schaufeldruckseite bildet und
eine Saugspitze im Schaufeldruckverlauf auf der Schaufelsaugseite entsteht. Ursache und
Wirkung lassen sich im einphasigen Fall nicht trennen. Tritt nun Kavitation auf, so wird
der Druckunterschied zwischen der Saug- und der Druckseite der Laufradschaufel dadurch
verringert, daß die Saugspitze durch die Kavitation abgeschnitten wird, da der Druck im
Kavitationsbereich nicht weit unterhalb des Dampfdrucks fallen kann. Wird der System-
druck im Versuchskreislauf weiter abgesenkt, so ergibt sich irgendwann der Zustand, daß auf
der Druck- und auf der Saugseite der Laufradschaufel der gleiche statische Druck herrscht,
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und zwar Dampfdruck. Dies jedoch zwingt die Stro¨mung dazu, die Schaufel stoßfrei anzu-
stro¨men, unabha¨ngig davon, wie die Stro¨mung im einphasigen Fall ausgesehen hat.
Dieses Verhalten der Stro¨mung ist in Abb. 6.41 fu¨r den in dieser Arbeit untersuchten
Teillastvolumenstrom dargestellt. Die Verringerung des Druckunterschieds zwischen der
Druck- und der Saugseite der Schaufel erkennt man anhand der Schaufeldruckverla¨ufe in
den Abbn. 6.30-6.40. Es wird jedoch vermutet, daß sich bei einem U¨berlastvolumenstrom
das gleiche Verhalten zeigt. Bei einem U¨berlastvolumenstrom beﬁndet sich die Saugspitze
auf der Druckseite der Pumpe, so daß die Kavitation auf der Schaufeldruckseite auftritt
und dort den Druck anhebt. Eine U¨berpru¨fung im U¨berlastbereich steht jedoch noch aus.
Dem Einﬂuß der mit der Kavitation einhergehenden Verluste auf die Fo¨rderho¨he steht
demzufolge die aufgrund der verbesserten Zustro¨mung erho¨hte Schaufelarbeit entgegen,
so daß ein schlagartiger Fo¨rderho¨henabfall erst dann auftritt, wenn die stoßfreie Zustro¨-
mung erreicht ist und keine weitere Verbesserung der Zustro¨mung mehr mo¨glich ist. Ist die
kavitationsfreie Zustro¨mung zur Laufschaufel bereits perfekt, so ko¨nnen die durch Kavita-
tion verursachten Verluste nicht durch eine verbesserte Schaufelanstro¨mung kompensiert
werden. Deshalb ist sofort bei Auftreten von Kavitation mit einem Fo¨rderho¨henabfall zu
rechnen. Aus diesen U¨berlegungen la¨ßt sich erkennen, wie wenig ein Fo¨rderho¨henabfall von
3% dazu geeignet ist, als Kriterium fu¨r ein noch tolerierbares Kavitationsausmaß verwendet
zu werden.
Es sei noch darauf hingewiesen, daß den U¨berlegungen in diesem Kapitel eine stationa¨r
kavitierende Stro¨mung zugrunde liegt. Durch instationa¨re Vorga¨nge kann das in diesem
Kapitel beschriebene Kavitationsverhalten deutlich vera¨ndert bzw. u¨berlagert werden.
6.3.5 Einﬂuß der Vorrotation auf das Kavitationsverhalten der
untersuchten Pumpe
Alle in Kap. 6.3.3 gezeigten Berechnungen werden unter Annahme einer drallfreier Zustro¨-
mung durchgefu¨hrt. Aufgrund der besonderen Spaltgestaltung (vgl. Kap. 6.1.1) ist bei der
untersuchten Pumpe mit einem deutlichen Spaltvolumenstrom zu rechnen. Da der Spalt-
volumenstrom stark drallbehaftet ist, u¨bertra¨gt sich dieser Drall auf die Zustro¨mung zur
Pumpe. Bei zweidimensionalen Berechnungen kann der Spaltvolumenstrom nicht direkt
modelliert werden, sondern nur der durch den Spaltvolumenstrom verursachte Drall (vgl.
Kap. 6.2.1). Dies erfolgt durch die Vorgabe einer zusa¨tzlichen Geschwindigkeitskompo-
nente in Umfangsrichtung cu am Eintritt. Die Abscha¨tzung von cu mit Hilfe einphasiger
Rechnungen hat cu = 0.94m/s ergeben (vgl. Kap. 6.2.5). Um den Einﬂuß der Vorrotation
auf das Kavitationsverhalten zu untersuchen, werden drei Berechnungen bei konstantem
σref,num = 5.59 und unterschiedlichen Werten fu¨r cu (cu = 0.47m/s, 0.94m/s und 1.41m/s)
durchgefu¨hrt. Die u¨brigen Randbedingungen und die numerischen Einstellungen bleiben
unvera¨ndert (vgl. Kap. 6.3.1).
Abbildung 6.42 zeigt den Einﬂuß von cu auf den Schaufeldruckverlauf. Die Auswir-
kung auf den Druckverlauf in der Na¨he des Kavitationsgebiets ist gering, generell verla¨uft
der Druck auf der Schaufeloberﬂa¨che jedoch mit zunehmendem Vordrall bei kleineren σ-
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Werten. Dies ha¨ngt von dem Ort ab, an dem der Druckreferenzpunkt festgelegt wird (vgl.
Abb. 6.3). Durch die Vorgabe einer Umfangskomponente wird der Druckverlauf im ge-
samten Berechnungsgebiet vera¨ndert (vgl. Abb. 6.18). Diese A¨nderungen wirken relativ zu
dem Druck am Referenzpunkt und vera¨ndern somit das absolute Druckniveau der Schaufel-
oberﬂa¨che.












Abbildung 6.42: Einﬂuß der Vorrotation auf den Schaufeldruckverlauf der kavitierenden Stro¨-
mung am Beispiel von Fall 4 bzw. σref,num = 5.59. U¨brige numerische Einstellungen und Rand-
bedingungen: ρl = 1000 kg/m
3, ρv = 0.1 kg/m3, (dp/dρ)min = 4m2/s2, I = 4%, L = 0.5mm,
UPWIND-Diskretisierungsverfahren, Courant-Zahl = 0.5, Austrittsrandbedingung.
Abbildung 6.43 zeigt den Einﬂuß der Vorrotation auf die Ausdehnung des Kavitationsge-
biets. Mit zunehmender Vorrotation wird die Ausdehnung des Kavitationsgebiets geringer.
Das Kavitationsgebiet liegt im Vergleich zu der Berechnung mit drallfreier Zustro¨mung
enger an der Schaufelwand an. Dieses Ergebnis gilt jedoch nur fu¨r Teillastvolumenstro¨me,
da es sich bei dem Vordrall um einen Gleichdrall handelt, der den Zustro¨mwinkel der Re-
lativstro¨mung am Laufradeintritt vergro¨ßert, so daß sich die Teillastsaugspitze veringert
(vgl. Geschwindigkeitsdreiecke in Abb. 6.5). Bei U¨berlastvolumenstro¨men vergro¨ßert ein
Vordrall die Kavitationsanfa¨lligkeit.
Der Einﬂuß der Vorrotation auf das Kavitationsverhalten der untersuchten Pumpe ist nicht
bei allen untersuchten Kavitationszusta¨nden gleich, sondern ha¨ngt stark von dem unter-
suchten Kavitationszustand ab. Je mehr Kavitation auftritt, d.h. je kleiner σref,num ist,
desto geringer ist der Einﬂuß der Vorrotation auf das Ergebnis. Im
”
incipient-Bereich“ je-
doch, d.h. bei großen Werten von σref,num, ist das Ausmaß der Vorrotation entscheidend
dafu¨r, ob Kavitation auftritt oder nicht. Mit Fall 4 bzw. σref,num = 5.59 ist in diesem
Kapitel ein mittlerer Kavitationszustand ausgewa¨hlt worden.
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Abbildung 6.43: Einﬂuß der Vorrotation auf die Ausdehnung des Kavitationsgebiets am Bei-
spiel von Fall 4 bzw. σref,num = 5.59. U¨brige numerische Einstellungen und Randbedingungen:
ρl = 1000 kg/m
3, ρv = 0.1 kg/m
3, (dp/dρ)min = 4m2/s
2, I = 4%, L = 0.5mm, UPWIND-
Diskretisierungsverfahren, Courant-Zahl = 0.5, Austrittsrandbedingung.
6.3.6 Einﬂuß des Modellparameters (dp/dρ)min
Wie bereits in Kap. 5 erla¨utert, wird die Geschwindigkeit des Phasenu¨bergangs bei dem
verwendeten Kavitationsmodell durch die Angabe von (dp/dρ)min vorgegeben. Fu¨r alle
bisher dargestellten Berechnungen ist (dp/dρ)min so festgesetzt, daß gerade so viel Dampf
produziert wird, daß im Kavitationsgebiet ungefa¨hr Dampfdruck herrscht. Dies entspricht
der experimentellen Beobachtung bei hydraulischer Kavitation.
Um den Einﬂuß dieses Parameters auf das Berechnungsergebnis zu demonstrieren, wird
die in Abb. 6.33 dargestellte Berechnung (Fall 4 bzw. σref,num = 5.59), bei der (dp/dρ)min =
4m2/s2 betra¨gt, mit den Werten (dp/dρ)min = 9m
2/s2 und (dp/dρ)min = 16m
2/s2 bei
ansonsten unvera¨nderten Randbedingungen (vgl. Kap. 6.3.1) wiederholt. Die Abbn. 6.44
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und 6.45 zeigen den Einﬂuß dieser Variation auf den Schaufeldruckverlauf und auf die
Ausdehnung des Kavitationsgebiets.











Abbildung 6.44: Einﬂuß des Modellparameters (dp/dρ)min auf den Schaufeldruckverlauf der
kavitierenden Stro¨mung am Beispiel von Fall 4 bzw. σref,num = 5.59 (vgl. Tab. 6.3). U¨brige
numerische Einstellungen und Randbedingungen: ρl = 1000 kg/m
3, ρv = 0.1 kg/m3, I = 4%,
L = 0.5mm, cu = 0m/s, UPWIND-Diskretisierungsverfahren, Courant-Zahl = 0.5, Austritts-
randbedingung.
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Abbildung 6.45: Einﬂuß des Modellparameters (dp/dρ)min auf die Ausdehnung des Kavita-
tionsgebiets am Beispiel von Fall 4 bzw. σref,num = 5.59 (vgl. Tab. 6.3). U¨brige numerische
Einstellungen und Randbedingungen: ρl = 1000 kg/m
3, ρv = 0.1 kg/m3, I = 4%, L = 0.5mm,
cu = 0m/s, UPWIND-Diskretisierungsverfahren, Courant-Zahl = 0.5, Austrittsrandbedingung.
120 6 Ergebnisse
Wie man anhand von Abb. 6.44 erkennt, tritt bei einer Erho¨hung von (dp/dρ)min eine Saug-
spitze zu Beginn des Kavitationsgebiets auf. Der Grund dafu¨r liegt in der verlangsamten
Verdampfung. Durch die Erho¨hung von (dp/dρ)min ist der Quellterm in der Kontinuita¨ts-
und in der void-Transport-Gleichung zu klein (vgl. Gln. 4.19 und 4.21), so daß die durch
die Kavitation verursachte Druckerho¨hung nicht ausreicht, das Dampfdruckniveau zu er-
reichen.
7 Zusammenfassung
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden umfangreiche numerische Untersuchungen
von ausgebildeter Kavitation in einer Kreiselpumpe niedriger speziﬁscher Drehzahl durch-
gefu¨hrt. Die zweiphasigen Berechnungen der kavitierenden Pumpenstro¨mung wurden bei
einem Teillastvolumenstrom in einem großen Bereich von Kavitationszusta¨nden durchge-
fu¨hrt. Der Vergleich der Berechnungsergebnisse mit den Messungen von Dreiß [23] (zeitlich
gemittelte Schaufeldruckverla¨ufe, Photographien der kavitierenden Stro¨mung) hat erwie-
sen, daß es mit Hilfe des in dieser Arbeit verwendeten Kavitationsmodells mo¨glich ist,
die wesentlichen Eﬀekte der Kavitation, wie die A¨nderung des Schaufeldruckverlaufs, die
Dichteabsenkung im Kavitationsgebiet sowie den mit Kavitation verbundenen Fo¨rderho¨-
henabfall numerisch zu reproduzieren (vgl. Kap. 6.3.3). Die Berechnungsergebnisse stim-
men bei fast allen untersuchten Kavitationszusta¨nden bezu¨glich des zeitlich gemittelten
Schaufeldruckverlaufs sehr gut mit dem Experiment u¨berein. Unterschiede treten jedoch
bei der Ausdehnung der Kavitationsgebiete auf. Die Kavitationsgebiete werden bei allen
untersuchten Kavitationszusta¨nden zu klein vorhergesagt. Dies ist weniger auf eine un-
zureichende Modellierung des Phasenu¨bergangs zuru¨ckzufu¨hren als auf das ra¨umlich und
zeitlich inhomogene Stro¨mungsfeld im Bereich des Blasenzusammenfalls. Die instationa¨ren
Vorga¨nge in diesem Bereich lassen sich mit dem verwendeten numerischen Verfahren und
der den Berechnungen zugrundeliegenden ra¨umlichen und zeitlichen Auﬂo¨sung nicht repro-
duzieren.
Die Eigenschaften des in dieser Arbeit verwendeten Kavitationsmodells und des nu-
merischen Verfahrens wurden in Kap. 5 ausfu¨hrlich untersucht sowie Richtlinien zur Wahl
der Modellparameter erarbeitet. Anhand der Berechnung einer instationa¨r kavitierenden
Du¨senstro¨mung wurde das Kavitationsmodell mit den am Fachgebiet Stro¨mungsmaschi-
nen entwickelten Kavitationsmodellen von Sauer und Vortmann verglichen [68, 91] (vgl.
Kap. 5.4). Dabei zeigt es sich, daß die wesentlichen Eﬀekte bei Kavitation (zyklisches Ab-
schwimmen von Kavitationsgebieten, Frequenz, Druckabfall zwischen Eintritt und Austritt
der Du¨se, ...) von allen Programmen qualitativ a¨hnlich wiedergegeben werden. Quantitativ
treten geringe Unterschiede auf.
Mit Hilfe von Berechnungen der einphasigen Pumpenstro¨mung wurde u¨berpru¨ft, in-
wiefern es u¨berhaupt mo¨glich ist, die einphasige Pumpenstro¨mung zu reproduzieren (vgl.
Kap. 6.2). Im Rahmen dieser U¨berpru¨fung wurde auch eine dreidimensionale Berechnung
der Pumpenstro¨mung durchgefu¨hrt. Dabei hat es sich gezeigt, daß die Abweichung zwischen
dem experimentell und dem numerisch bestimmten Schaufeldruckverlauf im hinteren Be-
reich der Schaufel auf der Druckseite bereits in der einphasigen Berechnung existiert und
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ihre Ursache in einer unzureichenden Modellierung der Stro¨mung im Kreisringdiﬀusor der
Pumpe bzw. in der Vernachla¨ssigung des Spaltvolumenstroms hat (vgl. Kap. 6.2.7). Mit
Hilfe einer Sensitivita¨tsanalyse (Kap. 6.2.5) wurde festgestellt, daß eine Unsicherheit bei
der Wahl der Randbedingungen in der Beru¨cksichtigung des Spaltvolumenstroms und der
damit verbundenen Auswirkung auf die Pumpenstro¨mung besteht. Ungenauigkeiten bei der
Turbulenzmodellierung haben jedoch aufgrund der niederen Ekman-Zahl nur eine geringe
Auswirkung auf den Schaufeldruckverlauf der Pumpe.
Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefu¨hrten Untersuchungen geben einen tiefen Ein-
blick in die bei Kavitation in Pumpen wirksamen Mechanismen. Dies betriﬀt sowohl die
Auswirkung der Kavitation auf die Schaufelkanalstro¨mung als auch die damit verbundene
A¨nderung der Fo¨rderho¨he. Die Visualisierung der Zweiphasenstro¨mung bei unterschiedli-
chen Kavitationszusta¨nden in Kap. 6.3.4 zeigt, daß die Kavitation einen positiven Einﬂuß
auf die Zustro¨mung der Laufschaufel hat. Die damit verbundene Erho¨hung der Schaufel-
arbeit sorgt dafu¨r, daß die mit Kavitation einhergehenden Verluste kompensiert werden.
Erst wenn keine weitere Verbesserung der Schaufelzustro¨mung mehr mo¨glich ist, tritt bei
einer weiteren Absenkung des Systemdrucks der Fo¨rderho¨hensteilabfall auf. Obwohl dieses
Ergebnis an einer ganz speziellen Pumpe niedriger speziﬁscher Drehzahl bei Teillastbetrieb
gewonnen wurde, wird vermutet, daß dieses Verhalten der Stro¨mung bei Auftreten von Ka-
vitation prinzipiell auch bei Pumpen ho¨herer speziﬁscher Drehzahl auftritt und sich auch
auf U¨berlastvolumenstro¨me u¨bertragen la¨ßt (vgl. Kap. 6.3.4).
8 Ausblick
Die in dieser Arbeit durchgefu¨hrten zweiphasigen Berechnungen zeigen die grundsa¨tzli-
chen Mo¨glichkeiten des verwendeten kommerziellen CFD-Programms zur Berechnung ka-
vitierender Pumpenstro¨mungen. Da jedoch in allen Berechnungen aus Gru¨nden der Re-
chenzeitersparnis nur ein Laufschaufelkanal unter der Annahme identischer Stro¨mung in
den u¨brigen Laufschaufelkana¨len berechnet wurde, bleibt die Frage nach der numerischen
Reproduzierbarkeit der im Experiment beobachteten
”
rotierenden Kavitation“ oﬀen.
Die Berechnungsergebnisse in Kap. 6.2.3.3 legen die Vermutung nahe, daß es sich bei
”
rotierender Kavitation“ a¨hnlich wie bei dem
”
rotating stall“ um ein durch Ablo¨sung ver-
ursachtes Pha¨nomen handelt. Dies wird auch durch die experimentelle Beobachtung unter-
stu¨tzt, daß
”
rotierende Kavitation“ nur bei Teillast auftritt [29], wo die Stro¨mung besonders
ablo¨segefa¨hrdet ist. Demnach wird
”
rotierende Kavitation“ durch die Wechselwirkung zwi-
schen der Ablo¨sung und der Kavitation dominiert. Wegen der Probleme bei der Modellie-
rung der Turbulenz in Zweiphasenstro¨mungen kann diese Wechselwirkung sicherlich nicht
korrekt numerisch wiedergegeben werden. Nach Aussage von Friedrichs [29] handelt es sich
bei der
”
rotierenden Kavitation“ in der untersuchten Pumpe jedoch um ein sehr stabiles
Pha¨nomen, das nach seinem Auftreten nur schwer wieder zu unterdru¨cken ist, so daß damit
zu rechnen ist, daß es sich mit Hilfe des in dieser Arbeit verwendeten Programms repro-
duzieren la¨ßt. Es wird deshalb empfohlen, im Rahmen einer weiterfu¨hrenden Arbeit das
gesamte Laufrad ohne die Verwendung der periodischen Randbedingungen zu berechnen.
Wegen der Zweidimensionalita¨t der Berechnungen ist der numerische Aufwand dabei im-
mer noch zu beherrschen; die Anzahl der Berechnungszellen ist um den Faktor 5 ho¨her. Da
es sich bei der
”
rotierenden Kavitation“ um ein niederfrequentes (f ≈ 4− 8.5Hz [23]) und
großskaliges Pha¨nomen handelt, muß fu¨r eine korrekte ra¨umliche und zeitliche Auﬂo¨sung
weder der numerische Zeitschritt verkleinert noch ein feineres Berechnungsgitter verwen-
det werden. Fu¨hrt der ho¨here Freiheitsgrad der Stro¨mung bei Berechnung des gesamten
Laufrads nicht allein schon dazu, daß die Stro¨mung von sich aus instationa¨r wird und sich
”
rotierende Kavitation“ einstellt, so ist zu u¨berpru¨fen, ob die Ausbildung der Instationari-
ta¨t nicht durch eine zu hohe turbulente Viskosita¨t verhindert wird. Mo¨glicherweise ist es
auch notwendig, die Stro¨mung ku¨nstlich zu sto¨ren, um
”
rotierende Kavitation“ in Gang zu
setzen.
Die aus dem Vergleich zwischen Berechnung und Experiment (vgl. Kap. 6.3.3) ge-
wonnenen Erkenntnisse deuten darauf hin, daß das sehr einfache Kavitationsmodell (im
Kavitationsgebiet herrscht Dampfdruck) hinreichend genau die physikalischen Vorga¨nge
bei Kavitation widerspiegelt. Die Ursache fu¨r die Abweichungen zwischen Experiment und
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Berechnung ist vielmehr in einer unzureichenden ra¨umlichen und zeitlichen Auﬂo¨sung der
kavitierenden Stro¨mung bzw. bei numerischen Ungenauigkeiten zu suchen. Dies soll durch
die folgende U¨berlegung na¨her erla¨utert werden.
Bei der numerischen Simulation kavitierender Stro¨mungen ist prinzipiell zwischen den
Fehlern, die bei der Vorhersage des Phasenu¨bergangs aufgrund einer unzureichenden Ka-
vitationsmodellierung, und den Fehlern, die bei der Berechnung der Zweiphasenstro¨mung
gemacht werden, zu unterscheiden. Wa¨hrend letztere zuna¨chst unabha¨ngig von der Kavita-
tionsmodellierung sind, ha¨ngt die Richtigkeit des durch das Kavitationsmodell vorhergesag-
ten Phasenu¨bergangs entscheidend von den Zustandsgro¨ßen ab, die dem Kavitationsmodell
von der Stro¨mungsberechnung zur Verfu¨gung gestellt werden. Sind diese Zustandsgro¨ßen
falsch bzw. ungenau, so ist es auch mit dem besten Kavitationsmodell nicht mo¨glich, ein
gutes Ergebnis zu erzielen1.
Dies betriﬀt in hohem Maße die Turbulenzmodellierung in kavitierenden Stro¨mungen.
Bei der Simulation kavitierender Stro¨mungen ist es nicht mehr ausreichend, die Auswirkung
der Turbulenz auf das Stro¨mungsfeld nur durch eine erho¨hte
”
turbulente“ Viskosita¨t zu
modellieren, da wegen der turbulenten Druckschwankungen eine starke Wechselwirkung
zwischen Kavitation und Turbulenz besteht. Aus diesem Grund ist die Konzentration bei
der Weiterentwicklung nicht auf die Modellierung des Phasenu¨bergangs, sondern auf eine
verbesserte Modellierung der zugrundeliegenden Stro¨mung zu richten. Großes Potential
bietet in diesem Bereich die Large-Eddy-Simulation, bei der ein Teil der Turbulenz zeitecht
aufgelo¨st und somit auch von dem Kavitationsmodell beru¨cksichtigt wird. Der numerische
Aufwand ist dabei jedoch um ein Vielfaches ho¨her.
Ebenfalls von großem Interesse ist die Durchfu¨hrung von dreidimensionalen Berech-
nungen einer kavitierenden Stro¨mung. Dabei stellt die lange Rechendauer, die durch die
hohe Zellenanzahl des Berechnungsgitters verursacht wird, das gro¨ßte Problem dar, da das
in dieser Arbeit verwendete Programm auch fu¨r dreidimensionale Stro¨mungsberechnungen
geeignet ist. Bei einer dreidimensionalen Berechnung wird das Fluid beim Auftreten von
Kavitation auch in die dritte Raumrichtung verdra¨ngt, so daß dreidimensionale Berech-
nungen ein vera¨ndertes dynamisches Verhalten der kavitierenden Stro¨mung im Vergleich
zu zweidimensionalen Berechnungen liefern.
Da die in dieser Arbeit festgestellten Zusammenha¨nge zwischen der Qualita¨t der ein-
phasigen Pumpenstro¨mung und dem Kavitationsverhalten der Pumpe (vgl. Kap. 6.3.4) nur
an einer einzigen Pumpe niedriger speziﬁscher Drehzahl bei Teillast gewonnen wurden, ist
es im Rahmen weiterfu¨hrender Arbeiten unbedingt notwendig, auch Pumpen ho¨herer spe-
ziﬁscher Drehzahl und andere Lastzusta¨nde daraufhin zu untersuchen. Dies ko¨nnte sowohl
durch die gezielte Auswertung von experimentellen Daten aus der Literatur geschehen als
auch durch weitere entsprechende Berechnungen anderer Lastzusta¨nde und Laufradgeome-
trien.
1Im Gegenteil: Je besser das Kavitationsmodell, um so schlechter die Ergebnisse, wenn die Eingangsgro¨ßen
aus der Stro¨mungsberechnung fehlerhaft sind.
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